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Kurzfassung  v 
Kurzfassung 
 
In der modernen Hubschrauberfertigung werden neben Rotorblättern auch tra-
gende Strukturteile aus kohlenstofffaserverstärkten Kunststoffen eingesetzt. Um da-
bei einen möglichst hohen Leichtbaugrad zu erreichen, werden immer neue Design-
Konzepte entwickelt. Innovative Design-Lösungen sind aber nur dann in der Ferti-
gung umsetzbar, wenn sie effizient, kostengünstig und fehlerfrei gefertigt werden 
können.  
Ein wichtiger Baustein für die Produktion sind die Fertigungsvorrichtungen, auf 
denen die Bauteile laminiert und ausgehärtet werden. Diese Vorrichtungen sind ein 
maßgeblicher Faktor zum Erreichen der geforderten Bauteilqualität. Das Augenmerk 
liegt hierbei auf der sogenannten tool-part-interaction, also der Interaktion zwischen 
Fertigungsvorrichtung und Faserverbundmaterial. Diese hat einen großen Einfluss 
auf das Aufheiz- und Verpressungsverhalten der Prepreg-Materialien und somit auch 
direkt auf fertigungsinduzierte Schädigungen wie Faltenbildung und Verzug.  
Aktuell kann der Vorrichtungsentwickler lediglich auf Erfahrungswerte zurück-
greifen, um ein gutes Aufheiz- und Verpressungsverhalten der Vorrichtung zu errei-
chen. Zur Minimierung von Falten fehlt jedoch häufig sogar das nötige Hintergrund-
wissen über die grundlegenden Mechanismen der Faltenbildung. Nur ein langwieri-
ger trial-and-error Prozess nach Produktion der Vorrichtung kann helfen, Faltenbil-
dung zu eliminieren oder zumindest zu reduzieren. 
Zukünftig muss es ein primäres Ziel für den Vorrichtungsbau sein, Fertigungs-
mittel gezielt auslegen und bereits im Rahmen der Konzeptentwicklung Aussagen 
über die zu erwartende Bauteilgüte und das Fertigungsergebnis machen zu können. 
Einen möglichen Weg stellt die Einführung einer Herstellprozesssimulation dar, da 
sie bereits in einer frühen Entwicklungsphase das Aufheiz- und Verpressungsverhal-
ten eines Bauteils sowie den Einfluss der Fertigungsvorrichtung auf die Bauteilquali-
tät einschätzen kann. Fertigungsinduzierte Schädigungen, wie der prozessinduzierte 
Verzug, lassen sich bereits mit Hilfe von kommerziell erhältlichen Software-Tools 
vorhersagen. Um zukünftig auch die Faltenbildung bei der Prepreg-Autoklavfertigung 
vorhersagbar zu machen, müssen zwei übergeordnete Fragestellungen bearbeitet 
werden: 
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 Faltenbildung: Wie läuft die Faltenbildung in der Autoklavfertigung ab und 
welche Mechanismen bzw. Einflussfaktoren müssen besonders beachtet wer-
den? 
 Simulation: Wie muss eine Herstellprozesssimulation geartet sein, um den 
Einfluss der Fertigungsvorrichtung auf die Faltenbildung vorhersagen zu kön-
nen und Vorrichtungen auf diese Weise zukünftig auslegbar zu machen? 
 
Experimentelle Untersuchungen an Omega- und C-Profilen helfen, die Falten-
bildung, ihren primären Mechanismus und vor allem die verschiedenen Einflussfakto-
ren zu verstehen und zu bewerten. Im Falle der vorliegenden Arbeit wurde beson-
ders die Kompaktierung des Laminates über einem Außenradius und die daraus ent-
stehende überschüssige Faser- bzw. Rovinglänge als primärer Faltenauslöser be-
trachtet. Es konnte aus den Experimenten abgeleitet werden, dass besonders der 
Verpressungsweg, die Bauteilgeometrie, das verwendete Faserhalbzeug (unidirekti-
onal oder Gewebe), die tool-part-interaction und das interlaminare Reibverhalten für 
den untersuchten Mechanismus von Bedeutung sind. Daraus lassen sich die Min-
destanforderungen an eine Herstellprozesssimulation zusammenstellen. 
Eine umfassende Materialcharakterisierung inklusive der interlaminaren Rei-
bung, der Reibinteraktionen zwischen Bauteil und Fertigungsvorrichtung sowie des 
Verpressungsverhaltens des Faserbettes sind der erste Schritt in der Entwicklung 
einer industriell einsetzbaren Simulation. 
Die Simulation selbst setzt sich aus einem thermo-chemischen und einem 
Kompaktiermodul zusammen. Ersteres ermittelt das Aufheizverhalten der Vorrich-
tung und des Bauteils im Autoklaven und stellt darüber hinaus Aushärtegrad und 
Glasübergangstemperatur als Parameter für das zweite Simulationsmodul zur Verfü-
gung. Zur korrekten Bestimmung des Wärmeübergangs im Autoklaven wurde ein 
semi-empirisches Verfahren entwickelt, das in der Lage ist, Strömungseffekte und 
Beladungszustände des Autoklaven zu berücksichtigen. Das Kompaktiermodul um-
fasst das Verpressungsverhalten des Faserbettes inklusive des Harzflusses, der tool-
part-interaction und der Relativverschiebung der Laminatlagen zueinander. Beson-
ders das Erfassen der Durchtränkung des Fasermaterials mittels eines phänomeno-
logischen Ansatzes und das Einbringen der Reibinteraktionen in die Simulation muss 
als Neuerung im Vergleich zu bisherigen Simulationskonzepten gesehen werden. Auf 
diese Weise ist die Simulation in der Lage, alle wichtigen Einflussfaktoren der Falt-
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enbildung zu erfassen. Der aus der Simulation auslesbare Spannungszustand kann 
Aufschluss über die Faltenbildung geben. Mit Hilfe eines im Rahmen dieser Arbeit 
entwickelten (Spannungs-)Kriteriums lässt sich eine Aussage über das zu erwarten-
de Faltenrisiko treffen. Außerdem ermöglicht die Simulation eine genaue Identifikati-
on der Haupttreiber der Faltenbildung für das jeweilige Bauteil bzw. Fertigungskon-
zept. Parameter- und Sensitivitätsstudien können dann den experimentellen Aufwand 
zur Behebung der Faltenbildung deutlich reduzieren. 
Die hier vorliegende Arbeit erweitert damit nicht nur das Wissen über die Falt-
enbildung in der Prepreg-Autoklavfertigung und deren Einflussfaktoren, sondern gibt 
dem Vorrichtungsentwickler auch eine Simulationsmethodik an die Hand, die ihn in 








In addition to rotor blades, primary structural parts are also manufactured from 
carbon fiber reinforced plastics in modern helicopter production. New design con-
cepts are constantly developed in order to reach a maximum degree of lightweight 
design. However, innovative design solutions are only realizable, if they can be man-
ufactured efficiently, economically, and free from defects.  
Molds for laminating and curing of composite parts are of particular importance. 
They are a relevant factor for achieving the required part quality. The attention is di-
rected at the so-called tool-part-interaction, i.e. the interaction between tools and fi-
ber composite materials, which has a great influence on the heating and compaction 
behavior of the prepreg materials and therefore also directly on manufacturing in-
duced damage such as wrinkling and warping. 
At present, the tooling designer can only resort to his/her experience to achieve 
a good heating and compaction behavior of the molds. However, the necessary 
background knowledge about the fundamental mechanisms of wrinkling is often lack-
ing and only a tedious trial-and-error process after the production of the mold can 
help eliminate or at least reduce wrinkling.  
In the future, the primary goal for tooling production must be to specifically de-
sign the manufacturing equipment and to be able to already make a statement about 
the expected part quality and production result during the conceptual stage. A possi-
ble solution is the introduction of a manufacturing process simulation, because at an 
early development stage it can estimate the heating and compaction behavior of a 
part as well as the influence of the manufacturing equipment on part quality. Com-
mercially available software tools are already able to predict damage during produc-
tion, as e.g. process induced deformation. In order to make wrinkling predictable al-
so, two primary issues need to be dealt with: 
 
 Wrinkling: How does wrinkling develop in autoclave manufacturing and which 
mechanisms or influencing factors need to be particularly considered? 
 Simulation: What must be integrated into a manufacturing process simula-
tion, if it is to predict the influence of the mold on wrinkling and to ensure fu-
ture tooling improvement? 
Abstract  ix 
Experimental examinations of omega and c-profiles help to understand and 
evaluate wrinkling, its primary mechanism, and particularly the various influencing 
factors. In the case of the present paper, the compaction of the laminate over a con-
vex radius and the resulting surplus roving length was especially examined as prima-
ry cause for wrinkling. From the experiments could be deduced that the compaction, 
the part geometry, the utilized semi-finished fabrics (unidirectional and woven), the 
tool-part-interaction and the interlaminar friction are of importance for the examined 
mechanism. These factors determine the minimum requirements for a manufacturing 
process simulation.  
A comprehensive material characterization including interlaminar friction, friction 
interaction between part and tool as well as the compaction behavior of the fiber bed 
are the first step toward the development of a simulation on an industrial scale. The 
simulation consists of a thermochemical and a compaction module. The former de-
termines the heating behavior of the mold and the part in the autoclave and addition-
ally provides the degree of cure and the glass transition temperature as parameters 
for the second simulation module. A semi-empirical method that is able to consider 
flow effects and loading conditions of the autoclave was developed for the correct 
determination of the heat transfer within the autoclave. The compaction module com-
prises the compaction behavior of the fiber bed including resin flow, tool-part-
interaction and relative displacement of the layers. Especially the integration of the 
saturation phase by means of a phenomenological approach and the inclusion of fric-
tion interaction in the simulation must be seen as innovation in comparison to other 
simulation concepts. The simulation is thus able to capture all the important influenc-
ing factors of wrinkling. The state of stress that is retrieved from the simulation can 
provide information about the formation of wrinkles. Furthermore, the simulation ena-
bles an exact identification of the main drivers for the development of wrinkles in the 
respective part or manufacturing concept. Parameters and sensitivity analyses can 
then significantly reduce the experimental effort for the elimination of wrinkling. 
The present study does therefore not only expand the knowledge about wrin-
kling and its influencing factors in prepreg autoclave manufacturing, but also presents 
the tooling designer with a simulation methodology that enables him/her to systemat-
ically develop and optimize manufacturing equipment. 
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Einleitung  1 
1 Einleitung 
In der Hubschrauberentwicklung spielen Hochleistungsfaserverbundwerkstoffe 
(FVW) aufgrund ihrer hohen Leichtbaugüte eine wichtige Rolle. FVW weisen eine 
hohe spezifische Festigkeit und Steifigkeit auf und sind darüber hinaus ermüdungs-
ärmer sowie medien- bzw. korrosionsresistenter als die meisten metallischen Werk-
stoffe [1]. Neben den Rotorblättern, die schon seit vielen Jahrzehnten aus glas- und 
kohlenstofffaserverstärkten Kunststoffen aufgebaut sind, besteht mittlerweile fast die 
gesamte Hubschrauberstruktur aus FVW. Außer der Beplankung werden Spante, 
Heckausleger, Türen und Kabinenrahmen aus kohlenstofffaserverstärken Kunststof-
fen (CFK) mit Hilfe der Autoklav-Technik hergestellt. Hier nutzt man neben den be-
reits genannten Vorteilen der FVW auch die Möglichkeiten, hoch-integrale Bauteile 
zu fertigen, voll aus. Diese Bauweise führt allgemein zu einer erheblichen Gewichts-
reduktion, einer Verkürzung der Produktionszeit pro Hubschrauber und einer deutli-
chen Reduktion der Fertigungskosten [2]. Selbst die bei FVW deutlich erhöhten Ma-
terialkosten können so größtenteils kompensiert werden [2]. Allerdings hängt die 
Kostenreduktion direkt mit der Umsetzung eines robusten Designs und eines optima-
len Fertigungsprozesses zusammen [2-3]. Hohe reproduzierbare Qualität bei gleich-
zeitig niedrigen Fertigungskosten durch optimale Fertigungsmittel und -prozesse sind 
nötig, um hoch-integrale Bauteile effizient zu produzieren.  
Die erforderlichen Fertigungsvorrichtungen bzw. -mittel (kurz als FEMI oder 
Tooling bezeichnet) sind oft sehr komplex und aufgrund der Vielzahl der an sie ge-
stellten Anforderungen nur schwer zu optimieren. Ihr Design beruht auch heute noch 
hauptsächlich auf den Erfahrungen der Tooling-Designer und einem oft zeit- und kos-
tenintensiven trial-and-error Prozess, der erst nach der Herstellung der ersten Test-
bauteile durchgeführt werden kann. Dabei sind der Optimierung deutliche Grenzen 
gesetzt, sofern keine neuen Vorrichtungen gefertigt werden sollen. Weiterhin lassen 
sich Erfahrungen aus vorherigen Vorrichtungsentwicklungen und anderen Ferti-
gungsprozessen oft nicht ohne Weiteres auf neue Bauteilgeometrien, neue Ferti-
gungstechnologien oder neue Materialien übertragen. Nur das vollständige Ver-
ständnis der physikalischen Effekte während der Fertigung kann helfen, die FEMI 
Optimierung bereits in der Design-Phase durchzuführen und das Risiko sowie die 
Kosten bei der Einführung neuer Technologien zu minimieren. Besonders bei gro-
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ßen, hoch-integrierten Faserverbundbauteilen ist es essentiell, Fehlstellen zu ver-
meiden, um die Zahl an Ausschussbauteilen zu minimieren.  
Die in der Autoklavfertigung auftretenden Bauteilfehler sind vielfältig. Die häu-
figsten Fehler sind prozessinduzierte Deformationen (PID), Falten und Poren; dane-
ben kann es zu Einschlüssen, nicht ausreichender Aushärtung, Harzansammlungen, 
Überpressungen und unzureichender Kompaktierung kommen. Diese Mängel unter-
liegen unterschiedlichsten Mechanismen und werden durch eine Vielzahl von Pro-
zessparametern sowie dem Tooling-Konzept maßgeblich beeinflusst. Häufig sind die 
primären Auslöser der Fertigungsfehler nicht ausreichend bekannt, was zwangsläufig 
zu einem trial-and-error Prozess bei der Fehlerbehebung bzw. Optimierung der Fer-
tigungsvorrichtungen sowie der Prozessführung führt [2, 4-5]. Die Faltenbildung beim 
Autoklav-Fertigungsverfahren stellt einen der gravierendsten Fertigungsfehler dar [6-
10]. Sie wirkt sich auf die mechanischen Eigenschaften, wie den Elastizitätsmodul, 
die Festigkeit und die Lebensdauer des FVW aus [6, 8-12]. Daher sollte die Falten-
bildung vollständig vermieden und Tooling-Konzepte bereits in ihrer Design-Phase 
dahingehend optimiert werden. 
Ein tieferes Verständnis der während der Bauteilherstellung auftretenden Phä-
nomene und der zur Faltenbildung führenden Mechanismen ist unabdingbar, um Fer-
tigungsmittel (FEMI) zukünftig vor ihrer Herstellung gezielt auslegen und optimieren 
zu können. Mit Hilfe dieses erweiterten Prozessverständnisses kann zudem eine Si-
mulationsmethodik generiert werden, die nicht nur hilft, das experimentell erarbeitete 
Wissen zu erweitern, sondern auch die gezielte Auslegung von Toolings mit Hilfe von 
Parameterstudien und Sensitivitätsanalysen ermöglicht. Prozesssimulation ist heute 
schon in der Lage, einige der in der Autoklav-Fertigung auftretenden physikalischen 
Effekte zu erfassen und bietet großes Potenzial für die zukünftige Untersuchung der 
Faltenbildungsmechanismen.  
 
1.1 Motivation und Zielsetzung 
Ziel dieser Arbeit ist es, das nötige Prozesswissen aufzubauen, um die Falten-
bildung in der Autoklavfertigung frühzeitig abschätzen und vorhersagen zu können. 
Dieses Wissen wird darüber hinaus zur Entwicklung einer Prozesssimulationsmetho-
de eingesetzt, die in der Lage ist, nicht nur den kompletten Autoklavzyklus mit allen 
wesentlichen physikalischen Effekten, sondern auch fertigungsinduzierte Schädigun-
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gen, wie Überpressung und Faltenbildung, abzubilden bzw. vorherzusagen. Der Fo-
kus liegt dabei nicht, wie bei den meisten bisherigen Arbeiten, auf der Optimierung 
des Bauteildesigns oder des Fertigungsprozesses, sondern auf der Optimierung der 
verwendeten Toolings in Bezug auf: 
- Thermisches Verhalten 
- Kompaktierung (insbesondere finale Bauteilwandstärken) 
- Prozessinduzierte Schädigungen (insbesondere Faltenbildung) 
 
Das Hauptaugenmerk dieser Arbeit liegt auf der Vorhersage der Faltenbildung 
in der Prepreg-Autoklav-Fertigung mit Hilfe der Prozesssimulation, da die Faltenbil-
dung aufgrund der meist erheblichen Festigkeits- und Lebensdauerreduktion einer 
der häufigsten Ausschussgründe bei Autoklav- und RTM-Bauteilen ist [8-10]. Die 
Prozesssimulation hilft, die physikalischen Vorgänge im Bauteil besser sichtbar zu 
machen und ermöglicht Sensitivitätsstudien sowie Parameteruntersuchungen bereits 
in der Designphase der FEMI, ohne großangelegte Testreihen durchführen zu müs-
sen. Die Simulation ermöglicht die Erkennung von Schwachstellen im Tooling-Design 
bevor das Tooling gefertigt wird. Gezielte Optimierungen ohne langwierigen trial-and-
error Prozess mit vielen kostspieligen Änderungen am Tooling sind somit möglich. 
Ziel ist es daher, mit Hilfe der Prozesssimulation einen der Bauteilentwicklung ähnli-
chen Entwicklungsprozess auch für Toolings zu etablieren. und die Nacharbeit an 
den fertigen Toolings zu minimieren (vgl. Abb. 1-1 und Abb. 1-2).  
 
 
Abb. 1-1: Heutzutage verwendeter FEMI-Entwicklungsprozess 
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Die Vorteile für künftige Tooling-Entwicklungen liegen auf der Hand: 
- Reduktion wiederkehrender und nicht-wiederkehrender Fertigungskosten 
durch die Reduktion von Durchlaufzeiten, Ausschussraten und FEMI-
Nacharbeit 
- Vergleich verschiedener Tooling-Konzepte mit Hilfe der Prozesssimulation 
anstelle aufwändiger und zeitintensiver Versuchsreihen (trial-and-error) 
- Reduktion der Zeit bis zur Marktreife eines neuen Produkts 
- Reduktion des Risikos bei Einführung neuer Materialien oder Technologien 
 
Um diese Vorteile effizient nutzen zu können, muss die Simulation in der Lage 
sein, Bauteile und Toolings in einem industriellen Maßstab abzubilden. Hierzu ist es 
erforderlich, das Verständnis für die physikalischen Vorgänge im Autoklaven (AKL) in 
vereinfachten Simulationsansätzen mit möglichst geringen Rechenzeiten und ver-
lässlicher Konvergenz umzusetzen. Der erste Schritt bei der Entwicklung einer sol-
chen Simulation ist die Erfassung des aktuellen Stands der Technik bzgl. Anforde-
rungen an die FEMI, Mechanismen und Einflussfaktoren der Faltenbildung und mög-
licher Simulationsansätze, auf denen eine Weiterentwicklung gründen kann (Kapitel 
2). Im Anschluss, muss eine Materialcharakterisierung und -modellierung durchge-
führt werden, um das teilweise nicht-lineare Materialverhalten zu verstehen und in 
der Simulation wiedergeben zu können (Kapitel 3). Wichtigster Schritt in der Entwick-
lung ist das Erarbeiten einer umfassenden Wissensbasis, die Mechanismen und Ein-
flussfaktoren der Faltenbildung aufzeigt und damit die adäquate Einarbeitung in den 
Simulationsprozess ermöglicht (Kapitel 4). Aufbauend auf diesen Erkenntnissen kann 
ein effizienter, mehrstufiger Simulationsprozess generiert werden (Kapitel 5), der 
dann mit Hilfe eines Risiko-Kriteriums für die Vorhersage der Faltenbildung nutzbar 
gemacht wird (Kapitel 6). 
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2 Stand der Technik 
2.1 Autoklav-Fertigung und Tooling-Technologie 
Luftfahrtbauteile werden sehr häufig mit Hilfe der Prepreg-Autoklav-Fertigung 
(Prepreg steht für pre-impregnated fibers) hergestellt, da man hier auf viele Jahre 
Erfahrung zurückgreifen kann. Diese Technik ermöglicht einen großen Faservolu-
menanteil bei gleichzeitig geringer Porosität und erlaubt die Fertigung großer Bautei-
le mit komplexen Geometrien sowie stark variierenden Wandstärken oder Sandwich-
kernen [13]. Verschiedene Kombinationen von Temperatur- und Druckverlauf können 
zur Aushärtung von monolithischen oder Sandwichbauteilen im AKL verwendet wer-
den (vgl. Abb. 2-1). Die erhöhte Temperatur sorgt sowohl für die Aushärtung als auch 
dafür, dass die Viskosität der Matrix zu Beginn des Fertigungszyklus abnimmt und so 
den für die Kompaktierung des Prepreg benötigten Harzfluss ermöglicht. Der erhöhte 
Druck verbessert einerseits den Wärmeübergang auf das FEMI und sorgt anderer-
seits für die Kompaktierung des Verbundwerkstoffes auf das gewünschte Endmaß. 
Vakuum wird angelegt, um Lufteinschlüsse im laminierten Bauteil zu minimieren und 
die Oxidation der Matrix während des Aushärteprozesses zu verhindern.  
 
 
Abb. 2-1: Typischer Autoklavzyklus für die Verarbeitung von Prepreg-Materialien 
 
Es werden meist einseitige Toolings verwendet, die dann mit Abreißgewebe, 
Lochfolie, Saugvlies und Vakuumfolie oder alternativ einer Vakuumhaube aus elasti-
schem, wiederverwendbarem Material abgedeckt werden. Dabei bestehen die Too-
lings häufig aus einer Grundplatte und darauf applizierten Formkörpern, die die Form 
des Bauteils definieren. Die Grundplatte dient dazu, die Formkörper in der richtigen 
Position anzuordnen, ermöglicht die Abdichtung des Vakuumaufbaus in entspre-
chenden Dichtnuten oder mittels Dichtband (tacky tape) und dient zur Applikation von 
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Abb. 2-2: Verschiedene Tooling-Konzepte 
 
Neben offenen Toolings werden bei Airbus Helicopters auch immer häufiger 
geschlossene Toolings verwendet. Geschlossene FEMI ermöglichen gute Oberflä-
chenqualitäten. Typische FEMI-Materialien sind [13]: 
- Stahl (z. B. St52) - Nickelsulfamat (Galvano-FEMI) 
- Invar (FeNi36)  - CFK 
 
2.2 Anforderungen und Problemstellungen im Tooling-Design 
Die Fertigungsvorrichtungen (Abb. 2-2) ermöglichen die Positionierung der ver-
schiedenen Einzellagen während des Laminierens, erlauben eine einfache Handha-
bung des nicht ausgehärteten Bauteils, sind das formgebende Element während der 
Fertigung und sorgen zusammen mit dem AKL-Druck für die Kompaktierung der 
Prepreg-Lagen [13]. Unabhängig vom FEMI-Typ ist es üblich, direkt auf die mit 
Trennmitteln beschichtete Tooling-Oberfläche zu laminieren. Viele Qualitätsparame-
ter, wie gleichmäßige Aushärtung, Maßhaltigkeit, Oberflächengüte, Faservolumen-
gehalt (  ), finale Wandstärken, PID und Faserwelligkeiten bzw. Faltenbildung, wer-
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den direkt vom Tooling beeinflusst [13-20]. Generell können zwei Hauptbereiche der 
Anforderungen unterschieden werden, das thermische FEMI-Verhalten (Sicherstel-
lung der Aushärtung) und die Kompaktierung (Sicherstellung der korrekten Wand-
stärke und des korrekten   ). Darüber hinaus muss der Einfluss des FEMI auf ferti-
gungsinduzierte Schädigungen und die Reibinteraktion zwischen FEMI und Bauteil 
betrachtet werden, um alle Anforderungen erfassen zu können. 
 
2.2.1 Thermisches Verhalten 
Eine hohe Aufheizrate in Kombination mit einer homogenen Temperaturvertei-
lung erzielt man mit FEMI, die eine geringe thermische Masse bei gleichzeitig hoher 
Wärmeleitfähigkeit aufweisen [21, 22]. Darüber hinaus sind dünnwandige Laminier-
vorrichtungen mit großer überströmter Oberfläche zu bevorzugen. Spalte und Hohl-
räume innerhalb des Vakuumaufbaus wirken sich negativ auf das Aufheizverhalten 
und die Homogenität der Wärmeverteilung aus, da diese zu einem sogenannten 
„Thermoskanneneffekt“ führen und eine stark isolierende Wirkung zur Folge haben 
kann (vgl. Abb. 2-3) [23].  
 
 
Abb. 2-3: Hohlräume und Spalte im Autoklav-FEMI (links: Abdeckblech vereinfacht Vakuumaufbau, 
erzeugt aber zusätzliche Thermoskannen; rechts: obere Thermoskannen vermieden) 
 
Die Aufheizrate der FEMI bzw. der Bauteile hängt aber nicht nur von deren Ma-
terialeigenschaften, sondern auch vom Wärmeübergang und der Strömung im Auto-
klaven ab [24-30], [A2]. Der Wärmeübergang erfolgt hauptsächlich durch erzwunge-
ne Konvektion, da Strahlungswärme erst ab einer Temperatur von 300-400°C eine 
signifikante Größe erreicht [31, 32]. Der Wärmeübergang mittels erzwungener Kon-
vektion stellt einen der kritischen Faktoren bei der Aufheizung des FEMI dar und 
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27, 30, 31]. Wie effektiv der konvektive Wärmeübergang im Autoklaven funktioniert, 
wird durch den Wärmeübergangskoeffizienten (heat tansfer coefficient – HTC) cha-
rakterisiert, der von folgenden Größen abhängt [21, 22]: 
- Strömungsart und -geschwindigkeit - Statischer Druck 
- Strömendes Medium  - Temperatur 
 
Strömungsmessungen und -simulationen haben gezeigt, dass die Strömung im 
AKL aufgrund der Bauart sowie vorhandener Vakuum- und Thermoelementanschlüs-
se sehr inhomogen ist und sich von Autoklav zu Autoklav, trotz gleicher Bauart, un-
terscheiden kann [24, 27, 33, 34]. Sich ändernde Beladungszustände beeinflussen 
die Strömung ebenfalls, was letztendlich zu stark schwankenden HTC führt [33-35]. 
Diese Schwankungen wirken sich unmittelbar auf das Aufheizen der FEMI aus und 
führen zu inhomogenen Temperaturverteilungen im Bauteil. Slesinger et al. [24] und 
Johnston [27] zeigen, dass der Wärmeübergang proportional zum Autoklavdruck und 
antiproportional zur Autoklavtemperatur variiert. Slesinger et al. [24] betrachten dar-
über hinaus auch die Strömungsverhältnisse im Autoklaven, vereinfachen ihr Modell 
aber dann ebenso wie Johnston [27] und Telikicherla et al. [26] auf einen nur von 
Temperatur und Druck abhängigen HTC. Jüngste Untersuchungen zeigen jedoch, 
dass eine Vernachlässigung der Strömungseffekte zu einer Fehleinschätzung des 
Aufheizverhaltens führt [30, 33, 34], [A2]. Eine Berücksichtigung der Strömungsver-
hältnisse ist daher im Rahmen der FEMI Optimierungen unabdingbar.  
 
2.2.2 Kompaktierung 
Beim Hexcel HexPly M18/1 Prepreg, das bei Airbus Helicopters standardmäßig 
verwendet wird, handelt es sich um ein sogenanntes hot-melt-prepreg (erhältlich mit 
Gewebe- und UD-Verstärkung), das einen Epoxid-Harzfilm auf beiden Seiten des 
Fasermaterials aufweist, jedoch nicht vollständig durchtränkt ist. Dies ermöglicht eine 
gute Verklebung einzelner Laminatlagen während der Fertigung, erfordert aber aus-
reichende Kompaktierung, um vollständige Durchtränkung, den gewünschten    und 
geringe Porosität zu erzielen. Durch die erhöhte Temperatur im Autoklaven sinkt die 
Viskosität des Epoxids, was Harzfluss ermöglicht. Zwei Arten des Harzflusses kön-
nen unterschieden werden: a) Sickerfluss (percolation flow – PF) und b) Scherströ-
mung (shear flow – SF) [41]. PF ist vergleichbar mit dem Ausquetschen eines 
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Schwamms und wird daher auch oft als squeeze flow bezeichnet [41]. Beim PF fließt 
das Harz relativ zu den Fasern und eine Kopplung aus Flussmechanismen und dem 
mechanischen Verhalten der Fasern wird zur Ermittlung des Harzflusses und der re-
sultierenden Wandstärke des Laminates benötigt [3, 4, 41-43]. SF hingegen be-
schreibt ein gemeinsames Fließverhalten von Harz und Fasern, wenn Druck auf das 
Material aufgebracht wird [41]. Die Konsolidierung von Prepregs wird meist als reiner 
PF beschrieben, da das Harz größtenteils relativ zu den Fasern fließt [3, 4, 41, 42, 
44].  
Der Autoklavdruck bzw. die aus dem Druck resultierende Kompaktierkraft muss 
ausreichend sein, um ein Fließen des Harzes zu erzeugen, die mechanischen Ge-
genkräfte des Faserbetts, aber auch mögliche Reibwiderstände des FEMI zu über-
winden, da sonst weder die vom Design geforderte Bauteilwandstärke noch der be-
nötigte    erzielt wird (vgl. Abb. 2-4). Eine zu starke Kompaktierung und die daraus 
resultierende zu geringe Wandstärke sowie der zu hohe    müssen ebenfalls ver-
mieden werden. Häufig verwendete mechanische Anschläge zwischen den einzelnen 
Bestandteilen der Autoklav-FEMI sollen eine zu hohe Kompaktierung vermeiden.  
 
 
Abb. 2-4: Kräftegleichgewicht bei der Konsolidierung 
 
2.2.3 Fertigungsinduzierte Schädigungen 
Fertigungsinduzierte Schädigungen stellen eine Beeinträchtigung der mechani-
schen Eigenschaften dar und können zum frühzeitigen Ausfall des Bauteils führen 
[2]. Das gehäufte Auftreten von Schädigungen im Rahmen der Fertigung beinhaltet 
außerdem eine erhebliche ökonomische Belastung für das Unternehmen, da nach-
gewiesen werden muss, dass die auftretende Schädigung das Bauteil nicht derart 
beeinflusst, dass es zum vorzeitigen Ausfall kommt.  
Wang et al. [45] identifizieren verschiedene Schädigungen und ermitteln, wel-
cher Prozentsatz der geschädigten Teile einen bestimmten Schädigungstyp aufweist. 
Autoklavdruck
Harzdruck
Elastische Gegenkraft der Fasern
Reibung der Leisten auf der 
Grundplatte
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Es wird deutlich, dass es sich bei etwa 45 % der auftretenden Fehlstellen um Dela-
minationen und bei weiteren 24 % um Lunker und Poren handelt. Allerdings betrach-
ten Wang et al. [45] keine Faltenbildung oder Faserverzug im Laminat. Untersuchun-
gen im Rahmen dieser Arbeit haben gezeigt, dass die drei häufigsten Quellen für 
Qualitätsprobleme bzw. Bauteilausschuss Delaminationen, Falten und Poren sind, 
wobei nicht nur Autoklav-Bauteile (13 Hubschrauber- und Flugzeug-Bauteile) in diese 
Evaluierung einbezogen wurden, sondern auch Bauteile, die mittels resin transfer 
molding (RTM) Verfahren hergestellt wurden (8 Flugzeug-Bauteile). Die Entstehung 
von Delaminationen, Falten und Poren wird von vielen Faktoren beeinflusst: 
- Prozessparameter/-führung (Temperaturverteilung, Autoklavdruck, etc.) 
- Bauteildesign und Lagenaufbau (Wandstärken, Radien, ply drop-offs, etc.) 
- Laminierprozess, Drapierung, etc. 
- FEMI-Konzept, -Material und -Oberfläche 
- Reibungseffekte (FEMI-Bauteil, interlaminar) 
 
YanXia et al. [46] untersuchen beispielsweise den Einfluss der Radiengröße auf 
die Schädigungsentwicklung im Radius, wobei Porenbildung im Vordergrund steht. 
Wang et al. [45] untersuchen die Auswirkungen der Bauteildicke und der Dickengra-
dienten auf Delaminationen, Harzansammlungen und Poren. Darüber hinaus widmen 
sich diese Forscher auch der Fehleranfälligkeit verschiedener Krümmungsradien in 
Faserverbundbauteilen. Murri et al. [47] beschäftigen sich mit verschiedenartigen 
Defekten in dicken Laminaten und wie solche Defekte erkannt werden können. Boey 
& Lye [48] sowie Naji & Hoa [49, 50] geben Empfehlungen, wie man durch die Ver-
änderung des Konsolidierungsdrucks bzw. des Aushärtezyklus die Porenbildung mi-
nimieren kann.  
Man erkennt, dass bei den hier exemplarisch aufgezeigten, bisherigen For-
schungsaktivitäten sehr häufig die Veränderung des Bauteildesigns oder des Aushär-
tezyklus als Mittel zur Fehlervermeidung im Vordergrund steht. Arbeiten im Bereich 
der Faltenbildung sind ebenfalls häufig darauf ausgerichtet, kritische Elemente des 
Bauteildesigns zu identifizieren, um durch deren Veränderung die Anfälligkeit für Fal-
ten zu verringern. Beispielsweise Dodwell et al. [51] untersuchen die Faltenbildung 
aufgrund der Kompaktierung im Autoklaven und entwickeln eine Methode zur Ab-
schätzung der kritischen Gurt- bzw. Flanschlänge von C-Profilen, unterhalb welcher 
keine Faltenbildung zu erwarten ist. Kugler & Moon [52] untersuchen den Einfluss 
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der Bauteilgröße auf die Faltenbildung. Deutlich seltener wird der Einfluss des Too-
ling-Konzepts auf Poren, Delaminationen und Faltenbildung untersucht.  
Um den FEMI-Einfluss bewerten zu können, benötigt man in erster Linie Krite-
rien zur Fehlervorhersage und eine Möglichkeit zur Abschätzung, Berechnung oder 
Simulation der Interaktion zwischen Bauteil und Tooling. Zur Beurteilung der Delami-
nationsneigung gibt es bereits Versagenskriterien, die auch zur Bewertung der 
Delaminationsneigung im Fertigungsprozess herangezogen werden können [53], 
[54]. Advani & Sozer [55] beschreiben darüber hinaus den Zusammenhang zwischen 
Harzdruck und Porenbildung. Sofern sich der Harzdruck messen oder berechnen 
lässt, ist damit auch die Abschätzung einer möglichen Porenbildung im Fertigungs-
prozess möglich. Der Harzdruck im Laminat wird unmittelbar durch das verwendete 
FEMI-Konzept und die Interaktion zwischen FEMI und Bauteil beeinflusst (vgl. Kapi-
tel 2.2.2 und Abb. 2-4). Ähnliche, teilweise noch komplexere Einflüsse des FEMI fin-
den sich auch bei der Faltenbildung (vgl. Kapitel 2.3). Aufgrund der Vielzahl an Ein-
flussparametern und der Komplexität des Fertigungsprozesses sind analytische Her-
angehensweisen oft zu stark vereinfacht, um die Einflüsse des FEMI zu berücksichti-
gen, was die Nutzung einer Prozesssimulation empfehlenswert macht [51, 56, 57]. 
 
2.2.4 FEMI-Bauteil-Interaktion 
Die Reibinteraktion zwischen FEMI und Bauteil (auch als tool-part-interaction – 
TPI bezeichnet) spielt eine signifikante Rolle in der Fertigung von Composite-
Bauteilen, da sie erheblichen Einfluss auf die fertigungsinduzierten Schädigungen 
haben kann. Das Bauteil hat mit dem FEMI einen reibungsbehafteten Kontakt, was 
Kräfte zwischen Bauteil und FEMI zur Folge hat [37, 39]. Die Diskrepanz der Wär-
meausdehnungskoeffizienten führt häufig zu einer stärkeren thermischen Ausdeh-
nung des FEMI im Vergleich zur Ausdehnung des Bauteils. Dies verursacht beson-
ders bei Bauteilen mit großen Abmaßen signifikante Reibinteraktionen zwischen 
FEMI und Bauteil, die nicht mehr vernachlässigt werden können [14-17, 19, 36-39]. 
Die Reibkräfte zwischen Tooling und Bauteil begünstigen PID und beeinflussen die 
Faltenbildung [14-17, 19, 36-39]. Temperaturgradienten können diesen Effekt weiter 
verstärken und beeinflussen auch die Reibung zwischen FEMI und Bauteil sowie 
zwischen den einzelnen Laminatlagen [37, 40]. Viele Wissenschaftler, wie Potter et 
al. [14], Twigg et al. [17, 19, 58], Özsoy et al. [38], Fernlund et al. [59, 60] und Bapa-
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napalli & Smith [18], beschäftigen sich mit der TPI. Allerdings liegt bei diesen Arbei-
ten der Fokus ganz klar auf dem Gebiet der PID. Wie sich die FEMI-Bauteil-
Interaktion auf die Kompaktierung oder die Faltenbildung auswirkt, wurde bisher nur 
wenig untersucht und wird in Kapitel 2.3 ausführlicher dargestellt. 
Cann & Adams [61] stellten bei ihrer experimentellen Studie fest, dass der 
Wärmeausdehnungskoeffizient (coefficient of thermal expansion - CTE) des Tooling-
Materials einen signifikanten Effekt auf PID hat und dabei die Oberflächenrauhigkeit 
des Toolings kaum eine Rolle spielt. Sie ermittelten, dass die TPI zu einer über der 
Laminatdicke inhomogenen Spannungsverteilung führt [61]. Fernlund & Poursartip 
[60] sowie Twigg et al. [17, 19, 58] und Kaushik [37] bestätigen die Untersuchungen 
von Cann & Adams [61] und liefern einen Grund für die Unabhängigkeit des warpage 
von der Rauhigkeit der Tooling Oberfläche. Das erwärmte, niedrig viskose Harz füllt 
die Oberflächenunebenheiten des Toolings aus (vgl. Abb. 2-5) [37].  
 
 
Abb. 2-5: Einfluss der Oberflächenrauhigkeit auf die Reibung (in Anlehnung an [37]) 
 
Johnston et al. [27, 62, 63] sind in der Lage, aufzuzeigen, dass die Ausbildung 
des warpage sehr sensitiv auf die Veränderungen des Harz-Moduls und auf die Ei-
genschaften des Kontakts zwischen Tooling und Bauteil reagiert. Daraus lässt sich 
schlussfolgern, dass die Veränderung des Reibungskoeffizienten zwischen Tooling 
und Bauteil eine signifikante Auswirkung auf den im Laminat vorherrschenden Span-
nungszustand hat. Eine Beeinflussung des Spannungszustandes wirkt sich aber 
auch gleichzeitig auf die Faltenbildung aus. Johnston et al. [27, 62, 63] zeigen au-
ßerdem, dass die Aushärtekinetik und der Wärmeübergang im Autoklaven einen 
großen Einfluss auf die sich einstellenden Verformungen und die TPI haben, was 
erneut die Forderung nach einer genauen Abbildung des Wärmeübergangs im Auto-
klaven bekräftigt. Erst Flanagan et al. [64, 65] quantifizieren die TPI, indem sie die 
Coulomb-Reibkoeffizienten zwischen FEMI und Prepreg sowie zwischen den Pre-
preg-Lagen bestimmen. Larberg & Akermo [40] führten weitere Messungen der inter-
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Faserverbundwerkstoff (Matrix, Faserarchitektur, etc.) deutliche Unterschiede im 
Reibkoeffizienten auftreten. Weiterhin zeigen Larberg & Akermo [40], dass die Tem-
peratur und die Kompaktierung der Lagen einen Einfluss auf den Reibungskoeffizien-
ten haben. Diese Aussage wird von Kaushik [37] gestützt, der außerdem eine direkte 
Abhängigkeit vom Aushärtegrad des Harzsystems aufzeigt, wie sie bereits von 
Johnston et al. [27, 62, 63] vermutet wurde. Ersoy et al. [66] messen die Reibung 
zwischen FEMI und Bauteil sowie die interlaminare Reibung kontinuierlich über den 
gesamten Fertigungsprozess und können damit die Veränderungen des Reibungs-
koeffizienten in Abhängigkeit von Temperatur und Aushärtegrad aufzeigen. Mit Hilfe 
ihrer Messungen können sie ein Verhalten ähnlich der Stribeck-Kurve [67] nachwei-
sen. Im Bereich flüssiger Matrix stellt sich eine hydrodynamische Reibung ein, die 
deutlich von der Viskosität des Harzes abhängig ist [66]. Steigende Temperatur re-
duziert die Viskosität des Harzes und folglich auch den Reibungskoeffizienten der 
hydrodynamischen Reibung [66]. Diese geht bei weiter sinkender Viskosität in 
Grenzreibung über, da das Harz nicht mehr in der Lage ist, eine ausreichende Film-
dicke zwischen Fasern und Tooling aufrecht zu erhalten und Fasern in direkten Kon-
takt mit der Tooling Oberfläche kommen [66]. Wilks et al. [68] und Clifford et al. [69] 
erfassen dieses Phänomen mit Hilfe einer Kombination aus Coulomb- und hydrody-
namischer Reibung.  
 
       ̇          
{ 2-1 } 
    
         
        
 { 2-2 } 
 
Dabei stellt   die auftretende Scherbelastung,   die Matrixviskosität, und  ̇ die 
Scherrate dar. Außerdem wird die Coulomb-Reibung durch den Reibkoeffizienten    
und die Normalkraft     berücksichtigt. Um den Anteil der Fasern an der Gesamtkon-
taktfläche zu berücksichtigen, wird der Faktor   eingeführt. Dieser über den Prozess 
veränderliche Faktor beschreibt den Übergang von hydrodynamischer Reibung zur 
Grenzreibung, wie er von Ersoy et al. [66] beschrieben wurde. 
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2.3 Faltenbildung in der Autoklav-Fertigung 
2.3.1 Grundlagen und Einflussfaktoren 
Gewebe weisen bereits durch ihre Webstruktur eine unvermeidbare Welligkeit 
auf, die allgemein als Ondulation bezeichnet wird. Zusätzlich kann es bereits beim 
Herstellprozess des Prepreg zu einer globalen Fehlausrichtung der Fasern (fiber mis-
alignment) kommen. Diese kann ggf. auch durch Drapiervorgänge beim Laminieren 
entstehen (vgl. Abb. 2-6). Neben diesen beiden häufig unvermeidlichen und in der 
Bauteilauslegung berücksichtigten Abweichungen der Faserstruktur gibt es weitere 
Faserfehlstellungen, die erst im AKL bei der Konsolidierung und Aushärtung des 
Bauteils entstehen. Dabei unterscheidet man zwischen in-plane und out-of-plane 
Welligkeiten oder Falten. In-plane bedeutet, dass die Abweichungen von der regulä-
ren Faserstruktur innerhalb der Lagenebene erscheinen, während out-of-plane Wel-
ligkeiten und Falten immer senkrecht zur Lagenebene und damit über mehrere La-
gen hinweg auftreten (vgl. Abb. 2-7). Wo die Grenze zwischen erhöhten Welligkeiten 
und Falten liegt, hängt überwiegend vom Material ab und ist nicht fest definiert. Wäh-
rend erhöhte in-plane oder out-of-plane Welligkeit sehr häufig über Knock-Down-
Faktoren bereits in der Bauteilauslegung berücksichtigt werden, stellen diskrete Fal-
ten oder Schlaufen ein erhebliches Problem für ein Bauteil dar, was wiederum dazu 
führt, dass Falten einer der größten Ausschussgründe für Bauteile im Luftfahrtbe-
reich sind [8]. 
 
 





3 Bereits im Prepreg bzw. 
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Abb. 2-7: In-plane und out-of-plane Welligkeiten und Falten 
 
Um die Entstehung von Wellen und Falten zu verstehen, hat man sich in den 
letzten beiden Jahrzehnten mit Untersuchungen an in Matrix eingebetteten Einzelfa-
sern beschäftigt [51, 70-73]. Im Bereich der Thermoplaste ist die Auswirkung der 
Bauteilgröße auf die Entstehung und die Größe von Faserwelligkeiten untersucht 
worden, wodurch weitere Einflussfaktoren identifiziert werden konnten [52, 74]. Kug-
ler et al. [52, 74] schlussfolgern aus ihren Experimenten, dass TPI, Kompaktierung, 
Temperaturgradienten im FVW und die Unterschiede der CTE zwischen Faser und 
Matrix Einfluss auf die Faltenbildung haben. Vergleicht man die Herstellung von Bau-
teilen aus thermoplastischen Verbundwerkstoffen mit der von Bauteilen mit durome-
ren Harzen, erkennt man einige Unterschiede, die eine Übertragbarkeit der Ergeb-
nisse fragwürdig machen. Thermoplaste werden bei deutlich höheren Temperaturen 
verarbeitet als Duromere und die Faltenbildung findet erst bei sehr hohen Tempera-
turen statt, wenn die Thermoplaste eine niedrige Viskosität aufweisen [74]. Bei 
Duromeren hingegen erfolgt die Faltenbildung vor- bzw. während der Aushärtung, 
also noch in der Aufheizphase des Autoklaven [6, 75, 76]. Wie schon Jochum et al. 
[70] zeigten, findet sie im Bereich      statt. Weiterhin zeigten de Oliveira et al. 
[77], dass eine große Wärmeausdehnung des FEMI zu positiver Dehnung im FVW 
führt, die wiederum der Faltenbildung entgegen wirkt. Bei Thermoplasten hingegen 
ergibt sind der umgekehrte Fall, da Falten in der Abkühlphase gebildet werden [74]. 
Nichtsdestotrotz sind einige der bei Thermoplasten identifizierten Einflussfaktoren, 
wie die Kompaktierung oder die Faser-Matrix-Interaktion, auch bei Duromeren zu 
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Falten bei der Prepreg-Autoklav-Fertigung mit duromeren Halbzeugen entste-
hen hauptsächlich dann, wenn vor Erreichen des Gelpunktes Druckkräfte auf die Fa-
sern einwirken [6, 70]. Beim Überschreiten einer kritischen Last kommt es zum Aus-
knicken der Fasern bzw. der gesamten Laminatlage [6, 70]. Daraus lässt sich 
schlussfolgern, dass alle Effekte, die während der Fertigung zu inneren Spannungen 
im Laminat führen, auch einen Einfluss auf die Faltenbildung haben können. Die un-
terschiedliche Ausdehnung zwischen Tooling und Bauteil in Kombination mit den 
Reibungseffekten innerhalb des Bauteils sowie zwischen Bauteil und FEMI trägt zur 
Entstehung innerer Spannungen bei und hat damit auch Einfluss auf die Faltenbil-
dung [6, 7, 14, 15, 52, 74, 81-83]. Ein Tooling-Material mit einem hohen CTE neigt 
beispielsweise dazu, die Fasern Zugspannungen auszusetzen, was die Gefahr der 
Faltenbildung reduzieren kann. Bei der Kompaktierung der FVW im Autoklaven wer-
den hauptsächlich Druckkräfte in Dickenrichtung (senkrecht zur Laminatebene) auf-
gebracht. Dennoch können je nach geometrischem Aufbau der Bauteile und der Fer-
tigungsvorrichtungen auch Druckkräfte in Faserebene durch die Kompaktierung ent-
stehen [15, 51, 84]. Besonders mehrfach gekrümmte Konturen und die Kompaktie-
rung über Außenradien führen zu Druckspannungen in den Fasern [51]. Darüber 
hinaus beeinflusst die Steifigkeit des FEMI die Qualität der Kompaktierung und damit 
vermutlich auch die Faltenbildung [85]. Die Untersuchungen von Lightfoot [6], Hall-
ander et al. [81] und Dodwell et al. [51] zeigen außerdem eine direkte Abhängigkeit 
der Faltenbildung vom Laminataufbau der Bauteile. Es unterscheiden sich nicht nur 
UD- und Gewebeschichten in ihrer Tendenz, Falten zu bilden, sondern auch die ver-
wendeten Faserrichtungen [6, 51]. Druckspannungen in den Fasern können auch 
durch zeitliche und örtliche Temperaturgradienten ausgelöst werden, da diese einen 
direkten Einfluss auf die Wärmeausdehnung und die daraus resultierenden Reibef-
fekte haben [79, 80, 86]. Weitere Effekte, die einen Einfluss auf die Spannungen in-
nerhalb der Faser zeigen, sind der Harzschrumpf und die Diskrepanz der CTEs von 
Fasern und Matrix [70, 87-90]. Laut Nairn & Zoller [91] liegen die dadurch innerhalb 
einer Laminatlage entstehenden inneren Spannungen bei ca. 10 bis maximal 30 
MPa. Diese Werte gelten allerdings für das ausgehärtete Laminat. In der flüssigen 
Phase sind diese Spannungen deutlich geringer, da auch der theoretische E-Modul 
der Matrix um den Faktor 100 geringer ist als beim ausgehärteten Bauteil [6, 70-72]. 
Daher gehen z. B. Lightfoot [6], Kugler & Moon [74] sowie der Autor dieser Arbeit 
davon aus, dass sie Faltenbildung zwar begünstigen aber insgesamt eine eher un-
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tergeordnete Rolle spielen. Zusammenfassend können folgende Einflussfaktoren 
identifiziert werden: 
- Verschiedene Laminataufbauten [6, 51, 81] 
- FEMI-Bauteil-Interaktion [7, 14, 52, 82, 83] 
- Kompaktierung [15, 51, 84, 92, 93] 
- Örtliche und zeitliche Temperaturgradienten [6, 79, 80, 94] 
- Faser-Matrix-Interaktion [6, 70-72, 87-89] 
- Viskoelastische Effekte der Matrix [6, 90] 
 
2.3.2 Mechanismen der Faltenbildung 
Jochum et al. [70-72] können zeigen, dass bei Einzelfasern der primäre Mecha-
nismus ein instabiles Beulen ist. Dieses Beulverhalten wird maßgeblich durch den 
Schrumpf und das viskoelastische Verhalten der Matrix beeinflusst [71]. Qu & Sutclif-
fe [51], Jochum et al. [70-72] sowie Bhalerao & Moon [73], stellten analytische Mo-
delle auf, um das Knicken der Fasern vorherzusagen. Dabei schlussfolgerten Qu & 
Sutcliffe [95], dass ihr Modell das Verhalten von Einzelfasern ausreichend genau ab-
bilden kann. Die Untersuchungen an einer Einzelfaser sind jedoch nicht ohne Weite-
res auf Multifasersysteme übertragbar [6]. Selbst bei UD-Schichten kommt es im Fal-
le des Beulens einer Einzelfaser oder auch eines gesamten Rovings sehr schnell zur 
Interaktion zwischen den Fasern bzw. der Rovings. Bei Geweben werden diese In-
teraktionen aufgrund der Webstruktur noch deutlicher. Pandey & Sun [56] versuchen 
ähnliche Beulmechanismen auch für Mehrschichtverbünde zu entwickeln, liefern je-
doch keinerlei experimentelle Verifikation ihrer Annahmen. Lightfoot [6] zeigt einen 
zweistufigen Mechanismus, der die thermische Ausdehnung der Matrix mit ihrem 
chemischen Schrumpf verkettet, um den Einfluss auf die Faltenbildung zu evaluieren 
[6]. Experimentelle Untersuchungen zeigen jedoch, dass der chemische Schrumpf 
die Fasern zwar verschiebt, aber keinerlei Faltenbildung auslöst [6]. Dies ist ein ers-
ter Hinweis dafür, dass chemischer Schrumpf keinen signifikanten Einfluss auf die 
Faltenbildung beim Mehrschichtverbund hat.  
Lightfoot [6] identifiziert einen weiteren Mechanismus, der von der Kompaktie-
rung und dem Unterschied zwischen FEMI-Prepreg- und interlaminarer Reibung be-
einflusst wird [6, 75, 76]. Es wird davon ausgegangen, dass die interlaminare Rei-
bung größer ist als die TPI [6, 75, 76]. Diese Annahme wird durch die Reibungsmes-
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sungen von Twigg et al. [58], Ersoy et al. [66], Larberg & Akermo [40] und Kaushik 
[37] bestätigt. Abb. 2-8 zeigt eine allgemeine Darstellung des Mechanismus. Bei 
mangelnder Vorkompaktierung im Radius (Laminatlagen haben nur unzureichenden 
Kontakt, siehe Detail B in Abb. 2-8) kann die Lage mit FEMI-Kontakt von der angren-
zenden Lage mitgenommen und in den Radius hineingepresst werden [6, 75, 76]. 
Auslöser für die Relativbewegung ist der Autoklavdruck, der die schlecht vorkompak-
tierten oberen Lagen weiter in den Radius schiebt. Lightfoot [6] liefert ausführliche 
experimentelle Beweise für seine Theorie. Lightfoots [6] Ergebnisse machen deutlich, 
dass interlaminare Reibung und TPI einen signifikanten Einfluss auf die Faltenbil-
dung haben, weshalb es sinnvoll ist, neue Tooling-Konzepte bereits in ihrer Design-
Phase auf eine mögliche Begünstigung der Faltenbildung hin zu untersuchen. Wei-
terhin wird deutlich, dass eine Simulation zur Abschätzung der Faltenbildung unbe-
dingt TPI und interlaminare Reibung berücksichtigen muss. 
 
 
Abb. 2-8: Faltenbildung bei Innenradien (adaptiert von [6], [75]) 
 
Ein weiterer Mechanismus wird von Dodwell et al. [51] ausgearbeitet und kann 
aufgrund der Erfahrungen und Erkenntnisse von Airbus Helicopters bestätigt werden. 
Hauptauslöser der Faltenbildung ist die Kompaktierung über einem Außenradius 
[51]. Bei der Kompaktierung im Autoklaven werden die Fasern auf kleinere Radien 
verschoben. Aufgrund ihrer hohen Steifigkeit können sie in Längsrichtung vereinfacht 
als starr angenommen werden [51]. Daraus resultiert, dass die Länge der Fasern 
während der Kompaktierung nahezu unverändert bleibt, was besonders bei unidirek-
tionalen Schichten der Fall ist [51]. Bei den bereits Ondulationen aufweisenden Ge-
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webelagen ist diese stark vereinfachte Annahme wahrscheinlich nur teilweise kor-
rekt, da die Längssteifigkeit des Faserbettes deutlich geringer ist und ein Teil der 
überschüssigen Faserlänge durch Vergrößerung der Ondulationen abgebaut werden 
kann. In diesem Fall steigt lediglich die globale Welligkeit des Laminates, es entsteht 
jedoch nicht zwangsläufig eine diskrete Falte (siehe auch Kapitel 4). Generell führt 
eine annähernd konstante Länge bei gleichzeitig sinkendem Radius (Reduktion der 
Bogenlänge) zu überschüssiger Faserlänge (vgl. Abb. 2-9) [51]. Sofern interlaminare 
Reibkräfte und TPI ein Gleiten der Lagen zulassen, kann diese überschüssige Faser-
länge durch die Verschiebung der betroffenen Lagen ausgeglichen werden. Ein sol-
cher Ausgleich wird besonders an freien Bauteilkanten stattfinden. Daraus resultieren 
beispielsweise schräge Bauteilkanten, die bei der späteren Bearbeitung des Bauteils 
problemlos entfernt werden können (vgl. Abb. 2-9) [51]. Wird das Gleiten der Lami-
natlagen aber durch zu hohe Reibung oder größere Bauteilabmessungen verhindert, 
entstehen erhebliche Druckbelastungen in Faserrichtung, die letztendlich zur Falten-
bildung führen können (vgl. Abb. 2-9) [51]. Das einfachste Beispiel hierfür ist ein C-
Profil (vgl. Abb. 2-9 bzw. Abb. 2-10). 
 
 
Abb. 2-9: Überschüssige Faserlänge aufgrund der Kompaktierung über einen Radius 
 
Dodwell et al. [51] und Erland et al. [96] zeigen, dass der Laminataufbau und 
die Dicke des Laminates sowie etwaige Zwischenkompaktierungen eine signifikante 
Rolle bei der Faltenbildung spielen. Erland et al. [96] weisen nach, dass der Kompak-
tierweg und der Winkel des Bauteils, der von dem zu kompaktierenden Radius über-
brückt wird, den größten Einfluss auf die Faltenbildung haben. Der Kompaktierweg 
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ren, der Anzahl der Zwischenkompaktierungen und der erreichten Endwandstärke. 
Bei dem von Dodwell et al. [51] untersuchten C-Profil spielt außerdem die Flansch-
länge des Profils eine Rolle. Kurze Schenkel reduzieren die Faltenbildung, da sie ein 
Abgleiten der Lagen ermöglichen. Ab einer kritischen Länge werden die Reibkräfte 
so groß, dass ein Ausgleichen der überschüssigen Faserlänge an den freien Bauteil-
rändern verhindert wird und es zur Faltenbildung kommt [51].  
Dieser Zusammenhang ist besonders bei der Fertigung von Hubschrauberspan-
ten interessant. Betrachtet man die Verpressung der Gurtlagen an einem Spant mit I-
Profil, zeigt sich bei den Außengurten der hier beschriebene Mechanismus der Fal-
tenbildung. Die Gurtlagen werden von ihrem Ausgangsradius auf einen kleineren 
Radius verpresst, was die Entstehung überschüssiger Faserlänge nach sich zieht. 
Bei der Fertigung eines Halbspants kann sich ein Teil der überschüssigen Faserlän-
ge an den freien Enden ausgleichen, sofern eine kritische Flanschlänge zwischen 
Radius und freiem Ende nicht überschritten wird. Darüber hinaus bleibt jedoch der 
kritische Bereich zwischen den Radien des Spantes, da hier überschüssige Faser-
länge von beiden Radien das Risiko für Faltenbildung stark erhöht. Bei Ringspanten 
ist das Faltenrisiko ebenfalls größer, da der Außengurt keine offenen Enden auf-
weist, an denen sich überschüssige Faserlänge durch das Bilden der sogenannten 
bookends ausgleichen könnte. 
 
 
Abb. 2-10: Helikopter Spantfertigung 
 
Ein Effekt, der weder von Dodwell et al. [51] und Erland et al. [96] noch von 
Lightfoot et al. [6, 75, 76] betrachtet wird, ist die Diskrepanz zwischen Tooling- und 
Bauteil-CTE. Auch hier kann die Hubschrauberspantfertigung als Beispiel angeführt 
werden. (vgl. Abb. 2-10). Unter Verwendung von Invar-Vorrichtungen treten generell 
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Bauteils aufweist, während ein Stahl-FEMI eine nicht unerhebliche Längenausdeh-
nung im Autoklaven erfährt. Diese verursacht aufgrund der Reibinteraktion zwischen 
Tooling und Bauteil (TPI) Zugspannungen im Laminat, die einer Faltenbildung unmit-
telbar entgegen wirken. Wird ein Invar-Tooling unbedingt benötigt, setzt man auf 
häufige Zwischenkompaktierung, um Faltenbildung zu vermeiden. Diese bei Airbus 
Helicopters gängige Technik stützt die Beobachtung von Erland et al. [96], dass der 
Grad der Kompaktierung vor Beginn des Autoklav-Zyklus einen Einfluss auf die Falt-
enbildung hat. 
Die bisher gewonnenen Erkenntnisse zeigen, dass je nach verwendetem Bau-
teildesign, Tooling-Material, Laminatdicke, Laminataufbau und Kompaktierungszyk-
lus Faltenbildung wahrscheinlicher oder weniger wahrscheinlich wird. Die genauen 
Zusammenhänge gilt es im Rahmen dieser Arbeit zu ermitteln. Erst das Erfassen der 
verschiedenen Einflussfaktoren und deren Sensitivität ermöglicht es, Faltenbildung 
abschätzbar zu machen. Zudem wird auch die Entwicklung einer Prozesssimulati-
onsmethodik ermöglicht, die es erlaubt, weitere Parameter- und Sensitivitätsanalysen 
durchzuführen, um das Tooling-Design zu unterstützen. 
 
2.4 Prozesssimulation 
Die Finite Elemente Methode (FEM) wird bereits seit vielen Jahren zur besse-
ren Darstellung der physikalischen Effekte während der Bauteilfertigung eingesetzt. 
Die in Fachkreisen als Manufacturing Process Simulation (MPS) bezeichneten Simu-
lationen sind schon heute in der Lage, viele der zuvor identifizierten Anforderungsbe-
reiche von Autoklav-FEMI abzudecken und Einblicke in Temperaturverteilung, Aus-
härtegrad, Glasübergangstemperatur, mechanische Eigenschaften und Kompaktie-
rungsverhalten zu geben.  
Zur Erfassung aller in Kapitel 2.2 aufgeführten Anforderungen mit Hilfe der Si-
mulation muss ein mehrstufiger Prozess generiert werden, der häufig thermisch-
mechanisch sequenziell aufgebaut ist [27, 97-100]. Solche Prozesse werden bereits 
in einigen Softwarepaketen wie COMPRO™ und der Kombination aus PAM-RTM™ 
und PAM-Distortion™ umgesetzt. Keines dieser Software-Pakete ist jedoch für die 
Erkennung und Vermeidung von fertigungsinduzierten Schädigungen oder zur ge-
nauen Darstellung der FEMI-Bauteil-Interaktion ausgelegt. Hauptaugenmerk der bis-
her existierenden Simulationsprozesse liegt auf der Bestimmung der finalen Geomet-
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rie inklusive des Verzugs durch PID. Zur Betrachtung der Faltenbildung sowie zur 
Optimierung der FEMI-Bauteil-Interaktion ist daher eine Weiterentwicklung der vor-
handenen Ansätze erforderlich.  
 
2.4.1 Thermochemische Simulation 
Die thermochemische Simulation bildet das Aufheizverhalten von FEMI und 
Bauteil im Autoklaven ab. Zeitliche und örtliche Temperaturverteilung müssen erfasst 
werden, um weitere materialspezifische Kenngrößen zu ermitteln. Dazu gehören u. 
a. der Aushärtegrad, die Glasübergangstemperatur und die aufgrund der Exothermie 
des Harzsystems generierte Wärme. Bei den bisher üblichen Simulationsprozessen 
werden diese Daten dann genutzt, um Kompaktierung, mechanisches Verhalten und 
schließlich die PID vorherzusagen. Es bietet sich jedoch auch die Option, die Tempe-
raturdaten direkt anzuwenden, um eine thermische Optimierung des simulierten 
FEMI durchzuführen [vgl. 226]. 
Bei der Betrachtung des Fertigungsprozesses im Autoklaven handelt es sich 
um einen instationären Vorgang, der mit Hilfe einer transienten thermischen Simula-
tion abgebildet werden muss. Die allgemeine Fourier’sche Wärmeleitungsgleichung 
muss dabei für einen dreidimensionalen Fall betrachtet und um den Term einer 
Wärmequelle erweitert werden [101].  
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Bei der MPS handelt es sich im Normalfall um eine sequenzielle Simulation. Die 
Auswirkungen mechanischer und thermischer Verformungen auf die Temperaturver-
teilung können vernachlässigt werden, da das thermische Verhalten hauptsächlich 
vom Wärmeübergang und den thermischen Eigenschaften des FEMI- und Prepreg-
Materials bestimmt wird [24, 26, 27, 29, 30,102]. Untersuchungen bei Airbus Helicop-
ters [120] zeigen, dass im Rahmen der Autoklav-Fertigung selbst Spalte im FEMI 
und deren Veränderung aufgrund der Wärmeausdehnung nur minimalen Einfluss (< 
1 %) auf die Temperaturverteilung in FEMI und Bauteil haben [30]. Die Variation des 
Kontaktdruckes zwischen verschiedenen Teilen des FEMI hat ebenfalls nur einen 
geringen Einfluss auf die Temperaturverteilung (< 0,1 %) [30], [A2]. Daher werden 
diese Einflüsse vernachlässigt. Die bereits beschriebenen Thermoskanneneffekte 
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können vereinfacht durch adiabate Randbedingungen in der Simulation abgebildet 
werden [30], [A2]. 
Einer der wichtigsten Aspekte zur korrekten Simulation des thermischen Auf-
heizverhaltens im Autoklaven stellt die Wahl der Randbedingungen dar [24-27, 29, 
30, 33, 34, 102-104]. Die Veränderung der Strömungsverhältnisse und damit auch 
des HTC durch verschiedene Beladungszustände, unterschiedlich geformte FEMI, 
aber auch unterschiedliche Autoklaven ist dabei ein Problem, das es zu lösen gilt 
[27, 28, 35, 102]. In der Vergangenheit wurde sehr häufig ein konstanter HTC für die 
Autoklav-Simulation angenommen [74, 97, 105]. Johnston [27] und Telikicherla [28] 
erweitern diese Betrachtung durch die Berücksichtigung der Druck- und Temperatur-
abhängigkeiten. Dennoch werden auch hier keinerlei Strömungseffekte, wie Wind-
schatten oder Stau, einbezogen. Weiterhin wird in den seltensten Fällen der Einfluss 
des Toolings selbst bei der Autoklav-Simulation berücksichtigt, stattdessen werden 
die Randbedingungen direkt auf die Bauteiloberfläche aufgebracht [27, 28]. Dies 
führt zu einer Fehleinschätzung des thermischen Verhaltens und im Allgemeinen zu 
deutlich überschätzten Aufheizraten und unterschätzter Inhomogenität im Tempera-
turfeld [33], [34], [28]. Aufgrund der Temperatur- und Aushärtegradabhängigkeit des 
Harzes beeinträchtigt eine Fehleinschätzung der zeitlichen und örtlichen Tempera-
turverteilung die Genauigkeit der Prozesssimulation erheblich [27, 28]. Ein Verfahren, 
dass diese Fehler minimieren soll, ist die sogenannte Virtual Autoclave Software, die 
von Hudek [104], und Johnston et al. [102] entwickelt wurde. Dieses Software Modul 
ist in der Lage, die Strömung auf den Oberflächen eines Autoklav-FEMI analytisch 
abzuschätzen und damit den HTC zu bestimmen [102, 104]. Ähnliche Berechnungs-
methoden wurden im Rahmen des LuFo IV Projekts LoKosT [28] entwickelt. Eine 
noch höhere Genauigkeit erreicht man lediglich mit vorgeschalteten CFD-Analysen, 
die das Strömungsfeld und die HTC-Verteilung numerisch berechnen [33, 34].  
Über die Randbedingungen hinaus sind die Materialeigenschaften von FEMI 
und Bauteil (Dichte, Wärmeleitfähigkeit und spezifische Wärmekapazität) von beson-
derem Interesse [53]. Für das Bauteil müssen weiterhin der Aushärtegrad und die 
Glasübergangstemperatur in Betracht gezogen werden [27, 53]. Die Temperaturab-
hängigkeit der FEMI-Eigenschaften wird allgemein in der Form  ( )            
berücksichtigt, wobei    eine Konstante und    den Gradienten der Temperaturab-
hängigkeit angibt. Zur Verbesserung der Genauigkeit werden im Temperaturbereich 
von 0°C bis 200°C mehrere Stützstellen bzw. Gradienten    eingesetzt. Die deutlich 
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komplexeren Zusammenhänge des HexPly M18/1 werden in einem gesonderten Ka-
pitel aufgeführt (vgl. Kapitel 3).  
 
2.4.2 Kompaktiersimulation 
Wie bereits in Kapitel 2.2.2 beschrieben, handelt es sich bei der Kompaktierung 
von Prepregs um einen Sickerfluss (percolation flow – PF). Dabei wird das Harz als 
inkompressible Newton’sche Flüssigkeit mit veränderlicher Viskosität angesehen [3, 
4, 41, 141]. Die mechanische Antwort des Faserbettes kann als nicht-lineare Feder 
mit zunehmender Steifigkeit dargestellt werden [3, 41]. Das Zusammenspiel von Fa-
sern und Matrix wird allgemein durch die Kolben-Feder-Analogie beschrieben (Abb. 




Abb. 2-11: Kolben-Feder-Analogie (nach [4]) 
 
Die Kompaktierung muss demnach durch ein Kräftegleichgewicht beschrieben 
werden, das die effektiven Spannungen im Faserbett  ̅   und den Harzdruck    ent-
hält [4, 41, 106, 107]:  
 
      ̅          
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    bezeichnet das Kronecker Delta (      für i = j und       für i ≠ j). Da 
auch bei der Kompaktierung die Masseerhaltung gelten muss, ergibt sich für inkom-
pressible Fasern und flüssige Matrix der folgende Zusammenhang [3, 41, 106]: 
 
 ( ̇ )
   
  
 (  )
   
   { 2-5 } 
 
 ̇  stellt die Bewegungsgeschwindigkeit des Faserbettes dar, während    die 
Strömungsgeschwindigkeit des Harzflusses wiedergibt. Der Harzfluss kann dabei mit 
Hilfe von Darcy’s Law wie folgt berechnet werden [3, 41, 106, 108, 109]: 
    
   
 
   
   
   
  { 2-6 } 
 
Die Kombination von { 2-5 } und { 2-6 } führt zum Kontinuitätsgesetz des PF, 
das die Volumenänderung durch Harzabfluss beschreibt.      stellt dabei die Perme-
abilität des Fasermaterials dar und kann anhand der von Gutowski et al. [42] erwei-
terten Carman-Kozeny-Gleichungen berechnet werden (siehe Kapitel 3.5).  
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Die folgende Tabelle zeigt eine Übersicht der verschiedenen Simulationsansätze zur 
Integration der gezeigten Gesetzmäßigkeiten in ABAQUS™. 
 






Es wird ein eigens entwickeltes 2D-
FE-Element in Kombination mit einer 
UMAT zur Abbildung der physikali-
schen Gesetzmäßigkeiten bei der 
Kompaktierung genutzt. 
Dieses Vorgehen ermöglicht eine ge-
zielte Anpassung der Materialgesetzte 
und des Elementverhaltens an die 
vorliegende Problemstellung. 
Es entsteht ein hoher Entwicklungs- 
und Verifikationsaufwand, da UMAT 
und Elementverhalten verifiziert wer-
den müssen. 
Besonders im Hinblick auf industrielle 
Anwendbarkeit ist ein Ansatz, der auf 
kommerziell erhältlichen Software-
Bausteinen beruht, zu bevorzugen.  
Weiterhin müsste der Ansatz auf die 
Nutzung mit 3D-Elementen erweitert 
werden, um komplexe Bauteile und 
deren FEMI betrachten zu können. 
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Tabelle 2-2: Übersicht verschiedener Ansätze für die Kompaktiersimulation (Fortsetzung) 
Pichler et al. 
[108] 
Es wird eine thermisch-mechanisch 
gekoppelte Simulation verwendet. 
Das gesamte Materialverhalten (Flüs-
sigkeit und poröser Festkörper) wird in 
einer UMAT festgelegt. 
Die für die Kontinuitätsgleichung  
{ 2-7 } benötigten örtlichen Druckgra-
dienten werden mit Hilfe des Tempe-
raturfreiheitsgrades berechnet. Dieser 
Freiheitsgrad wird stellvertretend als 
Druckfreiheitsgrad eingesetzt und 
vollständig innerhalb der UMAT be-
rechnet (Darcy’s Law, Permeabilität, 
Viskosität, etc.) 
Dieses Vorgehen ist für die Abbildung 
eines Autoklavprozesses nicht geeig-
net, da im Rahmen der Faserverbund-
fertigung die Temperatur als eigener 
Freiheitsgrad erforderlich ist und nicht 
zur Berechnung des Porendrucks 




Stammt aus dem Bereich der Geo-
technik [108-112]. 
Betrachtet wird das Setzverhalten 
poröser, mit Wasser saturierter Bö-
den. 
Dabei wird ausschließlich Sickerfluss 
(PF) betrachtet. 
Eine Anpassung dieses Models an die 
Besonderheiten der Faserverbundfer-
tigung ermöglicht die Nutzung im 
Rahmen der Prepreg-Autoklav-
Simulation (vgl. COMPRO™: [113]). 
Dabei muss besonderes Augenmerk 
auf die Abbildung des nicht-linearen 
Materialverhaltens des Faserbettes in 
Dickenrichtung sowie die Integration 
der veränderlichen Viskosität gelegt 
werden.  
Da ABAQUS™ als allgemeiner FE-
Solver keinen Aushärtegrad kennt, 
muss die Abhängigkeit der Viskosität 
vom Aushärtegrad mit Hilfe von be-
nutzerdefinierten Routinen oder adä-
quaten Vereinfachungen eingebracht 
werden.  
Das nicht-lineare Verhalten des Fa-
serbettes kann mit Hilfe eines User 
Defined Materials (UMAT) eingeführt 
werden. 
 
2.4.3 Simulation der Faltenbildung 
Simulationen zur Erfassung von Faltenbildung bei faserverstärkten Materialien 
beschränkten sich in der Vergangenheit häufig auf den Umformprozess trockener 
Fasern oder den Verzug von Prepregs beim automatisierten Umformen bzw. Lami-
nieren. Hier können beispielsweise Arbeiten von Boisse et al. [115], Pickett et al. 
[116], Wang et al. [117], Long et al. [118] und Dong et al. [119] angeführt werden.  
Im Rahmen dieser Arbeit wird jedoch nicht der Umformprozess als Auslöser für 
die Faltenbildung betrachtet, sondern der Verlauf des Fertigungsprozesses im Auto-
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klaven. Es müssen also das thermische Verhalten, die Aushärtung, das Kompaktier-
verhalten und die Reibinteraktionen zwischen den Einzellagen des Laminates ge-
nauso berücksichtig werden wie die FEMI-Bauteil-Interaktion. Erste FE-Modelle von 
Qu & Sutcliffe [95] erschienen vielversprechend zur Vorhersage des Verhaltens von 
Einzelfasern und Faserbündeln (Gruppierung von bis zu 10 Fasern) in flüssiger Mat-
rix. Qu & Sutcliffe [95] identifizieren mit Hilfe dieser Modelle auch das Fließverhalten 
des Harzes als einen möglichen Einflussfaktor der Faltenbildung. Allerdings erkennt 
man bei genauer Betrachtung der Experimente von Qu & Sutcliffe [95] den großen 
Abstand der Fasern zueinander und den extrem hohen Harzanteil, der so in der Au-
toklav-Fertigung nicht auftritt und somit die Übertragbarkeit fraglich macht. 
Lightfoot [6] entwickelt in seiner Arbeit weitere FE-Modelle zum besseren Ver-
ständnis der Mechanismen der Faltenbildung. Diese dienen hauptsächlich zur Dar-
stellung des Einflusses der verschiedenen Reibungseffekte auf die Faltenbildung [6]. 
Lightfoot [6] nutzt die Fähigkeiten allgemeiner FE-Solver zur Darstellung reibungsbe-
hafteter Kontakte. Der Aushärteprozess und das Kompaktieren der Einzellagen 
selbst werden aber nicht betrachtet. Ferner handelt es sich um ein 2D-Model von nur 
acht der insgesamt 24 Lagen seiner Probekörper, um trotz der Darstellung großer 
Verformungen adäquate Rechenzeiten zu erhalten. Lightfoot [6] geht bei der Aus-
wahl der Materialdaten davon aus, dass die Faltenbildung erst in der gummiartigen 
Phase des Harzes auftritt. Wahrscheinlicher ist jedoch, dass die Faltenbildung be-
reits in der flüssigen Phase der Matrix beginnt und durch das Gelieren und weiter 
fortschreitende Aushärten der Matrix zunehmend behindert wird. Dennoch zeigen die 
Modelle von Lightfoot [6] den signifikanten Einfluss von TPI und interlaminarer Rei-
bung auf die Bildung von Falten. Daher erscheint es sinnvoll, zum besseren Ver-
ständnis der Faltenbildung Reibungsuntersuchungen mit dem in der Hubschrauber-
bauteilfertigung verwendeten Prepreg-Material durchzuführen und die auf diese Wei-
se ermittelten Reibphänomene in die Prozesssimulation zu integrieren. 
Die Modelle von Lightfoot [6] haben einen entscheidenden Nachteil, wenn es 
um ihre Einsetzbarkeit auf industrieller Ebene geht. Aufgrund ihrer Fähigkeit, Größe 
und Form der Falten darzustellen, muss die Simulation auf 2D-Schnitte eines Teilla-
minates beschränkt bleiben, um adäquate Rechenzeiten zu erzielen. Darüber hinaus 
bleibt die Kompaktierung, die einen Haupteinflussfaktor der Faltenbildung darstellt, 
vollkommen unbeachtet. Um zukünftig auch gesamte Laminate und den vollständi-
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gen Aushärtezyklus darstellen zu können, müssen effizientere Simulationsmethoden 
entwickelt werden. 
 
2.5 Fazit und weiteres Vorgehen 
Zusammenfassend lässt sich sagen, dass bei der Erfassung der Faltenbildung 
mittels Simulation erste Schritte in die richtige Richtung unternommen wurden. Eine 
Prozesssimulation, die in der Lage ist, Faltenbildung mit ausreichender Genauigkeit 
vorherzusagen, ist bisher aber noch nicht entwickelt worden. Laut Dodwell et al. [51] 
wird eine solche Simulation jedoch dringend benötigt, um zukünftig die Herstellungs-
qualität von Composite-Bauteilen noch weiter zu steigern. Außerdem wird dies auch 
dem Tooling-Design zugutekommen, da mögliche Tooling-Einflüsse frühzeitig er-
kannt und ohne große Nacharbeit am FEMI abgestellt werden können [120]. Diese 
Arbeit soll einen Beitrag dazu leisten, eine entsprechende Simulationsmethodik zu 
entwickeln und damit die Faltenbildung zukünftig vorhersagbarer zu machen. Ziel ist 
es dabei nicht, die Faltenform und -größe sichtbar zu machen, sondern das Risiko 
der Faltenbildung einzuschätzen, um eine Anwendbarkeit im industriellen Maßstab 
zu ermöglichen. 
Den Startpunkt der Entwicklung einer neuen Herstellprozesssimulation stellt die 
Materialcharakterisierung dar, die im folgenden Kapitel ausführlich erläutert wird. Für 
die thermische Simulation müssen die Entwicklung der Dichte im Verlauf des Pro-
zesses, die thermischen Eigenschaften, wie Wärmekapazität und thermische Leitfä-
higkeit sowie die Aushärtekinetik und die Exothermie für die Simulation modelliert 
werden. Die Kompaktiersimulation benötigt darüber hinaus Materialmodelle für die 
mit Temperatur und Aushärtegrad veränderliche Viskosität, die vom Faservolumen-
gehalt abhängige Permeabilität und das mechanische Verhalten des Faserbettes. 
Eine Besonderheit zur Erfassung der Faltenbildung ist die Einbringung von FEMI-
Bauteil- sowie interlaminarer Reibung. Erst das Verständnis der benötigten Materi-
aleigenschaften und ihrer Einflussfaktoren sowie die Umsetzung dieses Wissens in 





Die Dichte des Harzes ändert sich im Laufe des Fertigungsprozesses aufgrund 
der Temperaturveränderungen und des chemischen Schrumpfes, dem das Epoxid-
Harz bei der Polyadditionsreaktion unterliegt [53]. Johnston [27] und Thompson [121] 
zeigen jedoch, dass die Annahme konstanter Dichte in der MPS ausreichend genaue 
Ergebnisse liefert. 
 
3.2 Spezifische Wärmekapazität 
Die spezifische Wärmekapazität    ist, genauso wie die Dichte, eine skalare 
Größe und bei der Matrix direkt abhängig von Temperatur und Aushärtegrad. Beson-
ders beim Phasenübergang von flüssiger zu fester Matrix verändert sich der    deut-
lich. Balvers et al. [122] verwenden eine hyperbolische Funktion, um die Abhängig-
keit von Temperatur und Glasübergangstemperatur auszudrücken. Da die Glasüber-
gangstemperatur direkt vom Aushärtegrad abhängt, kann so auch diese Abhängig-
keit berücksichtigt werden [122]: 
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Die Parameter    bis    müssen an das gewählte Material angepasst werden 
und liegen im Normalfall zwischen 0 und 1,5. Johnston [27] nutzt bei flüssiger und 
gummiartiger Phase eine lineare Abhängigkeit von Temperatur und Aushärtegrad. 
Nach dem Übergang in die feste Phase besteht nur noch eine lineare Abhängigkeit 
von der Temperatur. 
Eine weiterer Ansatz zur Darstellung des Zusammenhangs zwischen   , der 
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Zehn Parameter machen die Theorie von Lynam & Arafath zwar sehr komplex, 
ermöglichen aber eine gute Anpassung an das gewählte Material. Die Kalibrierfakto-
ren „c“ mit Index „0“ und „∞“ liegen im Bereich von 650 bis 1250, während alle „s“-
Faktoren zwischen 2 und 3,75 liegen.      und     sind 0,3 bzw. -3,0. Lynam & Araf-
ath [123] erfassen außerdem die spezifische Wärmekapazität des Verbundes aus 
Fasern und Matrix, während bei Balvers et al. [122] und Johnston [27] zur Bestim-
mung von      zusätzlich eine Mischungsregel eingesetzt werden muss (siehe [1]). 
Weiterhin muss bei diesen beiden Theorien die lineare Temperaturabhängigkeit der 
AS4C-Faser separat betrachtet werden [27, 124, 125]. Ein Vergleich der Theorien im 
Rahmen dieser Arbeit zeigte, dass Lynam & Arafath [123] die Entwicklung des    am 
besten abbilden können. 
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3.3 Wärmeleitfähigkeit 
Messungen von Brauner [53] für das Harz RTM6 und von Svanberg [99] für das 
Harz 8552 zeigen minimale Auswirkungen von Temperatur und Aushärtegrad auf die 
Wärmeleitfähigkeit. Johnston [27] verwendet auch hier eine einfache lineare Tempe-
ratur- und Aushärtegradabhängigkeit: 
 
  (   )                
{ 3-12 } 
 
Die Kalibrierfaktoren    bis    liegen im Bereich 0,0004 bis 0,2, wobei    den 
kleinsten und    den größten Wert darstellt. Die Wärmeleitfähigkeit der AS4C-Fasern 
zeigt ebenfalls eine lineare Abhängigkeit von der Temperatur [27, 99, 125]. Aufgrund 
der Anisotropie der Fasern muss bei der Wärmeleitfähigkeit zwischen den drei 
Raumrichtungen der Prepreg-Lagen unterschieden werden. Zusätzlich wird eine la-
genweise Betrachtung erforderlich, da sich die Orientierung der Prepregs von Lage 
zu Lage unterscheiden kann. Zur Berücksichtigung der Faserorientierung bei einer 
lagenweisen Betrachtung stehen verschiedene Theorien zur Verfügung. Brauner [53] 
vergleicht die Theorien von Schürmann [1], Springer & Tsai [126] sowie Kulkarni & 
Brady [127] und kommt zu dem Schluss, dass letztere die besten Ergebnisse liefern: 
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Zur Betrachtung von unidirektionalen Schichten (UD) wird          gesetzt. 
Betrachtet man Gewebe mit gleichem Faseranteil in 1- und 2-Richtung, so wird     
und     mit der Formel { 3-13 } berechnet, während Gleichung { 3-14 } nur für     
benötigt wird. Zur Vereinfachung der Simulation können mehrere Laminatlagen zu 
einer Elementlage kombiniert werden. Entweder man kombiniert nur Lagen gleicher 
Orientierung oder man homogenisiert die Materialeigenschaften entsprechend dem 




3.4 Aushärtekinetik, Exothermie und Glasübergangstemperatur 
Die Aushärtereaktion wird meist mit Hilfe von empirischen oder semi-
empirischen Gleichungen dargestellt. Diese nutzen dynamic scanning calorimeter 
(DSC-) bzw. modulated dynamic scanning calorimeter (MDSC-)Messergebnisse zur 
Kalibrierung der Gleichungen für ein spezifisches Material. Im vorliegenden Fall wur-
de ein TA Q2000 Gerät mit 15-25 mg Proben in Aluminiumtiegeln verwendet. Fast 
alle Ansätze zur Darstellung der Aushärtekinetik verwenden die Arrhenius-Gleichung 
{ 3-15 } zur Darstellung des Reaktionsverlaufs bei verschiedenen Temperaturen 
[128].  
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Loos & Springer [97] zeigen eine von unzähligen Möglichkeiten, die Arrhenius-
Gleichung zur Abbildung des Aushärtegradverlaufs zu verwenden. Dieser Ansatz 
wird mit leichten Variationen von Sung et al. [129], Bogetti & Gillespie [33, 130] sowie 
Azzar et al. [131] für das Epoxidharz 3501-6 der Hercules Corporation eingesetzt. 
Eine Besonderheit der Formulierung von Loos & Springer [97] ist die bereichsweise 
Unterteilung der Aushärtekinetik, die von einer Änderung der Reaktionsart im Verlauf 
der Aushärtung ausgeht. In der flüssigen Phase ist eine Kombination aus einer auto-
katalytischen Reaktionskinetik und einer Kinetik erster Ordnung vorgesehen, die 
dann in eine reine Reaktion erster Ordnung übergeht, deren Aktivierungsenergie    
(zw. 66.000 J/mol und 70.000 J/mol) und Stoßfaktor    (zw. 22.500 und 40.000) sich 
von der vorherigen Annahme unterscheiden.    liegt sonst eher zwischen 70.000 
J/mol und 100.000 J/mol, während    bei 12.500 bis 2.400.000 angesiedelt ist. Sung 
et al. [129] sowie Bogetti & Gillespie [94, 130] schlagen einen Wechsel der Reakti-
onsordnung ab 30 % Aushärtegrad vor. Der Parameter b dient zur Kalibrierung der 
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Aufgrund zunehmender Vernetzung des Polymers bei hohen Aushärtegraden 
wird es immer schwieriger für die Reaktionspartner, weitere Vernetzungsreaktionen 
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aufrecht zu erhalten. Dies spiegelt sich in einer Reduktion der Aushärterate und ei-
nem reduzierten finalen Aushärtegrad wider. Der unter Realbedingungen erzeugbare 
finale Aushärtegrad liegt bei ca. 82 % - 90 % für ein bei 180°C ausgehärtetes Bauteil. 
Die ursprüngliche Variante von Loos & Springer [97] ist aber trotz der Aufspaltung in 
zwei Reaktionshälften nicht in der Lage, dieses Verhalten korrekt abzubilden und 
erreicht einen finalen Aushärtegrad, der deutlich höher ist als 90 %. Eine Verbesse-
rung kann dadurch erzielt werden, den Parameter   temperaturabhängig zu gestalten 
und auch in die zweite Reaktionshälfte einzuführen. Vorlage für diese Verbesserung 
ist die Arbeit von Ryan & Dutta [132], die im späteren Verlauf noch genauer erläutert 
wird. Mit Hilfe der Anpassung können verschiedene Härtetemperaturen und ein von 




 (       )  (   )  (   )              
{ 3-18 } 
  
  
   (   )                                                    
{ 3-19 } 
  {
           
  
             
    
    
 { 3-20 } 
 
Ein Ansatz ohne Veränderung der Reaktionsordnung stammt von Kamal & 
Sourour [128]. Dieser ist sehr weit verbreitet und liefert bereits in seiner Grundform 
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Da auch hier die Abhängigkeit von verschiedenen Härtetemperaturen und von 
100 % abweichende finale Aushärtegrade nur unzureichend abgebildet werden kön-
nen, schlägt Brauner [53] folgende Verbesserung von Rabinowitch [133] vor. Glei-
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Anstelle einer solchen Verbesserung entwickelt Jendrny [134] die Ausgangs-
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Eine weitere allgemeine Verbesserungsmöglichkeit wird von Ryan & Dutta [132] 
erarbeitet, die eine Veränderung der Exponenten    und    in Abhängigkeit der 
Temperatur vorschlagen. Allerdings ist darauf hinzuweisen, dass diese Vorgehens-
weise, vom chemischen Standpunkt gesehen, nicht vollständig korrekt ist, da die zu-
vor beschriebenen Vorgänge zum Ende der Reaktion nicht korrekt erfasst werden 
und auch die Reaktionsordnung im Regelfall als nicht temperaturabhängig ange-
nommen wird.     und     liegen dabei zwischen 0,3 und 2,7, während     und     
zwischen 0,0005 und 0,035 liegen. 
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Brauner [53] zeigt, dass diese Methode in Kombination mit der Theorie von 
Kamal & Sourour [128] zu keiner nennenswerten Verbesserung führt. Kombiniert 
man das Vorgehen von Ryan & Dutta [132] aber mit dem Ansatz von Jendrny [134], 
lässt sich die Genauigkeit besonders in der flüssigen Phase drastisch erhöhen. Dies 
ist von großer Bedeutung für die zu entwickelnde Prozesssimulation, da sich Falten-
bildung in der flüssigen und gelartigen Phase abspielt. 
 
 
Abb. 3-2: Vergleich der Aushärtekinetiken bei 140°C und 180°C (isotherme Aushärtung) 
 
Der direkte Vergleich bei isothermer Aushärtung zeigt, dass der Ansatz von 
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Genauigkeit liefert. In Abb. 3-2 ist deutlich zu erkennen, dass eine Aushärtung bei 
niedrigen Temperaturen nur unzureichend dargestellt werden kann. Der Ansatz von 
Kamal & Sourour [128] in Kombination mit der Verbesserung von Rabinowitch [133] 
zeigt eine deutlich höhere Genauigkeit, wobei der finale Aushärtegrad leicht über-
schätzt wird. Die Theorie von Jendrny [134] in Kombination mit der von Ryan & Dutta 
[132] aufgezeigten Verbesserungsmöglichkeit bildet den isothermen Aushärtepro-
zess bei verschiedenen Temperaturen ähnlich gut ab wie die Kurven nach Kamal & 
Sourour [128]. Die Formulierung von Jendrny [134] hat den Vorteil, dass der finale 
Aushärtegrad eher unterschätzt wird, was einer konservativen Betrachtungsweise 
entspricht. 
Bei Betrachtung der vorgestellten Ansätze mit den vom Hersteller vorgegebe-
nen Härtezyklen des HexPly M18/1™ erkennt man, dass die Theorie von Jendrny 
[134] besonders die flüssige Phase sehr gut abbilden kann. Da sich die meisten ferti-
gungsinduzierten Schädigungen, wie Poren und Falten, im Bereich der ersten Heiz- 
bzw. Haltephase bilden, ist es essentiell, die Materialparameter des Prepregs in die-
sem Bereich möglichst genau wiederzugeben. Hier zeigt die Formulierung von 
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Abb. 3-4: Aushärtegrad bei den vom Hersteller vorgegebenen Härtezyklen mit Haltephase bei 80°C 
 
Beim Aushärten eines Epoxidharzes handelt es sich um eine exotherme Poly-
additionsreaktion, die Energie in Form von Wärme freisetzt. Dies führt besonders bei 
dickwandigen Laminaten zu einer Temperaturerhöhung im Laminat und muss daher 
im Rahmen der thermischen Simulation berücksichtigt werden. In der Simulation wird 
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Dabei ist    die spezifische Reaktionsenthalpie der Matrix und liegt bei ca. 500 
kJ/kg. Da nur die Matrix der Polyadditionsreaktion unterliegt, muss der    bei der Be-
rechnung des Wärmestroms einbezogen werden. Wie bereits erläutert, bleibt die Va-
riation des    im Rahmen der thermischen Simulation unberücksichtigt (siehe Kapitel 
2.4.1). Betrachtet man die Variation des    von 47 % im Prepreg zu 50 % im finalen 
Bauteil, ergibt sich ein Fehler in der Berechnung des spezifischen Wärmestroms von 
unter +/- 0,8 % bezogen auf den Gesamtwärmestrom in Bauteil und FEMI. Ein mittle-
rer    führt also zu ausreichend guten Ergebnissen bei der Abschätzung der 
exothermen Wärmeenergie. 
Eine weitere, direkt mit der Aushärtung verbundene Größe ist die Glasüber-
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bezeichnet die Temperatur, oberhalb welcher sich das Verhalten der Matrix vom 
glasartigen in einen gummiartigen Zustand verändert [27, 53, 123, 135, 136]: 
 
    
          (       )
  (     )    
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3.5 Viskosität, Permeabilität und Kompaktierkurven 
3.5.1 Viskosität 
Wie bereits in Kapitel 2.4.2 dargestellt, benötigt man zur Simulation des Kom-
paktierverhaltens die Viskosität, die Permeabilität und das nicht-lineare, elastische 
Verhalten des Faserbetts. Zur Darstellung der Viskosität kann auf verschiedene An-
sätze zurückgegriffen werden. Einer der gängigsten ist die empirische Gleichung von 
Dusi et al. [137], die, genauso wie die Aushärtekinetik, den Arrheniusterm enthält. 
Lee at al. [138] und Ganapathi et al. [139] nutzen ähnliche Grundformen für Ihre Si-
mulationen, wobei    und   als Kalibrierfaktoren eingesetzt werden können: 
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Das für die Simulationen im Rahmen dieser Arbeit ausgewählte Modell wird von 
Lynam & Arafath [123] vorgestellt: 
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Es enthält mehrere Kalibrierfaktoren, die eine genauere Anpassung der Glei-
chung an das M18/1 Harz erlauben. Dabei liegen A, B und C im Bereich von -1,0 bis 
8,0 und    zwischen     
    und 1,0. Durch die Unterteilung in zwei Bereiche lässt 
sich das reale Verhalten des M18/1 besser abbilden, wie der Vergleich mit Rheome-
termessungen in Abb. 3-5 zeigt. Gemessen wurde die Viskosität mit Hilfe eines An-
ton-Paar MCR502 Rheometers mit Parallelplattenkonfiguration (konstanter Platten-
abstand von 25 mm, Frequenz von 1 Hz). Die minimale Viskosität des M18/1 liegt 




Abb. 3-5: Vergleich verschiedener Ansätze zur Abbildung der Viskosität 
 
3.5.2 Permeabilität 
Neben der Viskosität ist auch die Permeabilität des Faserbettes von besonderer 
Bedeutung für die Kompaktierung [3, 41, 42]. Permeabilitätsmessungen werden 
standardmäßig an trockenem Faserhalbzeug durchgeführt. Beim hier verwendeten 
Prepreg-Material ist das Harz bereits auf die Faserlagen aufgebracht, was eine kon-
ventionelle Permeabilitätsmessung unmöglich macht. Stattdessen wird die Permeabi-
lität als Kalibrierfaktor für die Kompaktiersimulation eingesetzt. Wie auch in anderen 
Bereichen der Prozesssimulation gängige Praxis, werden Laborexperimente mit Hilfe 
der Simulation nachgestellt, um auf diese Weise die unbekannte Permeabilität zu 
ermitteln und die Simulation entsprechend zu kalibrieren (sogenanntes reverse engi-
neering - vgl. Kapitel 5.2.5). Dies ermöglicht zudem die Umsetzung semi-empirischer 
bzw. phänomenologischer Simulationsansätze mit Hilfe einer scheinbaren Permeabi-
lität. 
Zur Darstellung bzw. generellen Berechnung der Permeabilität und deren Ab-
hängigkeit von Faservolumengehalt werden aber dennoch die von Gutowski et al. 
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Die beiden Parameter     und     sind die sogenannten Kozeny-Konstanten;    
ist der Radius der Faser bzw. des Rovings bei Gewebestrukturen und     der maxi-
mal mögliche Faservolumengehalt bei gegebener Faserarchitektur. Zur Kalibrierung 
der (scheinbaren) Permeabilität anhand von Kompaktierexperimenten werden die 
Koseny-Konstanten und der finale Faservolumengehalt verwendet. 
 
3.5.3 Kompaktierkurven 
Das elastische Verhalten der Fasern während der Kompaktierung kann durch 
das Messen von sogenannten Kompaktierkurven (compaction curves) erfasst wer-
den [41, 42, 44]. Abbilden lassen sich die Kompaktierkurven mit Hilfe der im weiteren 
Verlauf als Gutowski-Gleichung bezeichneten Beziehung [42]: 
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    ist der Biegemodul der Faser,   ein Maß für die Welligkeit des Fasernetz-
werks und     der Ausgangsfaservolumengehalt bei  ̅    .  
 
Messverfahren und -vorrichtung 
Die Messung der entsprechenden Kompaktierkurven zur Ermittlung von   und 
    für das hier verwendete Prepreg wird nach dem Verfahren von Hubert et al. [41, 
44] durchgeführt. Besonderheit dieser Messungen ist, dass das im Autoklav verwen-
dete Prepreg unverändert für die Messungen eingesetzt wird. Das bedeutet, dass 
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während der Tests das elastische Verhalten der Fasern und der Harzdruck zusam-
men wirken und ein Kräftegleichgewicht nach Gleichung { 2-4 } bilden. Um dennoch 
das reine Verhalten der Fasern ermitteln zu können, bringt man den gewünschten 
Kompaktierweg inkrementell auf und wartet nach jedem Weginkrement das Relaxie-
ren des Harzdrucks ab [41]. Ausgelöst wird diese Relaxation durch das Fließen des 
Harzes innerhalb des Probekörpers und aus dem Probekörper heraus. Frühere Mes-
sungen von Kim et al. [140], Davé et al. [141] und Gutowski et al. [42] nutzten teil-
weise trockenes Fasermaterial oder, anstelle des Harzes, ein niedrigviskoses Öl. 
Dies birgt jedoch mehrere Fehlerquellen, da das Harz einen nicht vernachlässigba-
ren Einfluss auf das Faserverhalten hat [41]. Beispielsweise kommt es unter Ver-
wendung höherer Kompaktierdrücke bei nicht imprägnierten Fasern deutlich schnel-
ler zu Faserbrüchen und damit zu einem anderen Kompaktierverhalten als bei im-
prägnierten Fasern [41, 44]. Weiterhin begünstigt das flüssige Harz eine Restruktu-
rierung des Fasernetzwerks, was die Kompaktierung vereinfacht [41, 44]. Das von 
Hubert [41] erarbeitete Verfahren bildet demnach die physikalischen Verhältnisse bei 
der Kompaktierung am besten ab. 
Im Rahmen der Bachelorarbeit von Lukas Münch [A3] wurde eine entsprechen-
de Messvorrichtung nach dem Vorbild von Hubert [41] konstruiert und gefertigt (vgl. 
Abb. 3-6). Der Stempel verpresst das Laminat, während die Unterform den Harzfluss 
in Querrichtung behindert, um eindimensionale Strömung zu erzeugen. Stempel und 
Unterform werden auf einer Zwick Prüfmaschine des Typs Z030 montiert.  
 
                   




Eingebaut wird die in Abb. 3-6 gezeigte Vorrichtung in eine Temperierkammer, 
um das Harz auf 90°C zu erwärmen und dadurch seine Viskosität signifikant zu ver-
ringern. Die optimale Testtemperatur ist stark materialabhängig und wurde im Rah-
men von Vorversuchen ermittelt. Sie ist ein Kompromiss aus möglichst niedriger Vis-
kosität bei gleichzeitig langsamem Aushärten. Eine hohe Temperatur reduziert auf-
grund der niedrigen Harzviskosität die benötigte Zeit zum Abfluss des Harzes pro 
Weginkrement, reduziert aber die mögliche Anzahl an Weginkrementen durch 
schnelleres Aushärten.  
 
Ableiten der Kompaktierkurven 
Abb. 3-7 zeigt das Ergebnis eines Kompaktierversuchs. Man erkennt, wie die 
Kraft zu relaxieren beginnt, sobald der Verfahrweg konstant gehalten wird. Diese Ab-
nahme folgt aus dem Ausfließen des Harzes und dem damit einhergehenden Abfall 
des Harzdrucks im Prepreg. Ist die Kurve vollständig relaxiert, erhält man die reine 
Faserantwort. Um die Messzeit jedoch möglichst gering zu halten, konnte nicht die 
volle Relaxation abgewartet werden. Ähnlich wie bei Hubert [41] wird mit Hilfe des 
gewählten Zeitintervalls sichergestellt, dass mindestens 95 % des Harzdrucks re-
laxiert sind [A3]. Die minimale Kraft vor erneuter Steigerung des Kompaktierweges 
ergibt einen Punkt der Kompaktierkurve. Ändert man die Darstellung in eine Kraft-
Weg-Kurve, ist das Abfallen der gemessenen Kompaktierkraft bei konstantem Ver-
fahrweg noch deutlicher zu erkennen (vgl. Abb. 3-8). 
 
 
Abb. 3-7: Ergebnis eines Kompaktierversuchs mit vorgegebenen Wegintervallen bei 90°C (Normie-



















































Abb. 3-8: Kraft-Weg-Kurve eines Kompaktierversuchs bei 90°C (Normierung erfolgte mit der maximal 
zulässigen Kraft der Kraftmessdose) 
 
Testmatrix 
Zur Erfassung der Unterschiede zwischen den Faserarchitekturen wurden Ge-
webe- und UD-Proben getestet. Weiterhin wurden verschiedene Laminatdicken und 
bei den Gewebeproben auch verschiedene Faserausrichtungen getestet, um zu prü-
fen, ob das Verpressungsverhalten des Faserbettes möglicherweise durch die An-
zahl der Laminatlagen beeinflusst wird. Um statistische Sicherheit zu gewährleisten 
und die Streuung bzw. den Variationskoeffizienten (Standardabweichung geteilt 
durch Mittelwert) der Messreihen möglich gering zu halten, wurde jeder Probentyp 
mindestens viermal getestet. Die genaue Testmatrix kann Tabelle 3-1 entnommen 
werden. Man erkennt in Tabelle 3-1 außerdem die vergleichsweise geringe Streuung 
der Experimente anhand des Variationskoeffizienten. Obwohl nur 4 Proben pro Pa-
rametersatz verwendet wurden, liegt der Variationskoeffizient deutlich unter 5 %. 
 
Tabelle 3-1: Testmatrix für die Ermittlung von Kompaktierkurven 
Probenname Material Lagenanzahl Ausrichtung 
Variations-
koeffizient 
UD 8-x unidirektional 8 0° 1,56 % 
UD 16-x unidirektional 16 0° 1,66 % 
Gew 8-x Gewebe 8 ± 45° 1,80 % 
Gew 16-x Gewebe 16 ± 45° 1,83 % 
Gew 24-x Gewebe 24 ± 45° 1,88 % 
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Gewonnene Erkenntnisse 
Das Messverfahren nach Hubert [41] konnte problemlos auch für das HexPly 
M18/1 angewendet werden. Generell weist das unidirektionale Material eine höhere 
Steifigkeit in dritter Raumrichtung auf (vgl. 0,2 mm/mm Dehnung in Abb. 3-9 mit Abb. 
3-10). Dieses Ergebnis ist plausibel, da die Ondulationen der Gewebeschichten 
leichter verformbar sind als die gestreckten Fasern im unidirektionalen Material. Wei-
terhin wurde festgestellt, dass die Anzahl der verwendeten Lagen keinen signifikan-
ten Einfluss auf die Kompaktierkurve hat. Für die Gewebeproben, wie auch für die 
UD-Proben, wurde für alle getesteten Laminatdicken die gleiche Kompaktierkurve 
ermittelt (vgl. Abb. 3-9 und Abb. 3-10). Dieses Verhalten erscheint plausibel, da jede 
Prepreg-Lage für sich betrachtet die gleichen Verformungsmechanismen aufweist, 
unabhängig davon, wie viele Lagen zu einem Laminat gruppiert werden. Die Unab-
hängigkeit von der Faserausrichtung bei den Gewebeproben (Proben mit gemischter 
Faserausrichtung folgen der gleichen Kompaktierkurve wie die Proben konstanter 
Ausrichtung – Abb. 3-9) lässt sich damit erklären, dass die Kompaktierkurve lediglich 
das Verhalten in Dickenrichtung widerspiegelt. Unabhängig von der Richtung der 
Fasern sind Ondulation und Faserstruktur in Dickenrichtung gleich, was ein identi-
sches Kompaktierverhalten in dritter Raumrichtung zur Folge hat. Unterschiede er-
kennt man lediglich im Harzfluss und damit in der Relaxation des Harzdrucks, wenn 
man die Kraft-Weg-Kurven direkt miteinander vergleicht. Die Unabhängigkeit des 
Kompaktierverhaltens von Laminataufbau und Laminatstärke erlaubt einige Vereinfa-
chungen in der Kompaktiersimulation, ohne die Genauigkeit negativ zu beeinträchti-
gen (vgl. Kapitel 5.2). 
 
 







































 8 Lagen 0/90°
 8 Lagen 0/90° & 45/135°
 16 Lagen 0/90°




Abb. 3-10: Kompaktierkurve für unidirektionales M18/1 bei unterschiedlicher Lagenanzahl 
 
Anhand der gewonnenen Daten konnten für UD- und Gewebe-Prepreg die für 
die Berechnung der Kompaktierkurven nach Gutowski [42] benötigten Parameter   
und     ermittelt werden.   liegt in der Größenordnung zwischen 150 und 170, wobei 
der Wert für Gewebe größer ausfällt als für UD. Da   von Gutowski [42] als ein Maß 
für die Welligkeit der Fasern beschrieben wird, erscheint ein höherer Wert für Gewe-
bematerialien physikalisch korrekt.     liegt zwischen 0,8 und 0,85, wobei die unidi-
rektionalen Lagen einen etwas kleineren Wert als das Gewebe aufweisen. Warum 
der maximal erreichbare Faservolumengehalt für Gewebe höher ist als für das unidi-
rektionale Material, erschließt sich bei genauerer Betrachtung des UD-Materials. Es 
handelt sich nicht um ein reines UD, sondern um kettdominiertes Gewebe mit nur 
sehr wenigen, sehr filigranen Schussfäden. Diese stabilisieren die unidirektionalen 
Rovings und sorgen für eine bessere Handhabbarkeit. Sie führen aber auch dazu, 
dass die hexagonale Packung nicht erreicht werden kann, sondern häufig nur eine 
rechteckige Packung der Faserbündel vorliegt (vgl. Abb. 3-11). 
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3.6 Wärmeausdehnungskoeffizient und chemischer Schrumpf 
Wie bereits in Kapitel 2.3 erläutert und von Lightfoot [6] experimentell bewiesen, 
spielen die Wärmeausdehnung von Faser und Matrix sowie der chemische Schrumpf 
der Matrix nur eine untergeordnete Rolle bei der Faltenbildung. Der Einfluss dieser 
Parameter ist deutlich geringer als beispielsweise die Reibeinflüsse oder die thermi-
sche Ausdehnung des FEMI. Aus diesem Grund werden die Wärmeausdehnung von 
Faser und Matrix sowie der chemische Schrumpf vorerst vernachlässigt. Das Ver-
nachlässigen des Wärmeausdehnungskoeffizienten der Kohlenstofffaser stellt in die-
sem Fall sogar die konservative Betrachtungsweise dar. Grund hierfür ist der negati-
ve Wärmeausdehnungskoeffizient der Kohlenstofffaser, der für ein Verkürzen der 
Fasern in der Aufheizphase sorgt. Dieses Verkürzen wirkt allgemein der Entstehung 
von überschüssiger Faserlänge entgegen. Darüber hinaus führt die Vernachlässi-
gung dieser ebenfalls überwiegend nicht-linearen Parameter zu einer deutlich redu-
zierten Komplexität der Simulation, was die Berechnung größerer Bauteile und damit 
die industrielle Anwendbarkeit der Simulation verbessert. Für diese Materialeigen-
schaften sind einige Berechnungsmethoden im Anhang dieser Arbeit hinterlegt, soll-
ten sie im Rahmen der weiteren Untersuchungen benötigt werden. 
 
3.7 E-Modul des Harzes 
Die Matrix wird im Rahmen der Kompaktiersimulation als Flüssigkeit betrachtet, 
weshalb kein Elastizitätsmodul festgelegt werden muss. Da aber ggf. bei einer analy-
tischen Betrachtung der Faltenbildung die Stützwirkung der Matrix zu berücksichtigen 
ist, erscheint es sinnvoll, zumindest ein einfaches Modell zur Berechnung des E-
Moduls verfügbar zu haben. Besonders geeignet erscheint hierfür ein sogenanntes 
CHILE-Modell (cure hardening instantaneously linear elastic), weil es den E-Modul 
bereichsweise für die drei Phasen der Matrix berechnen kann und der Aufwand der 
Materialcharakterisierung im Vergleich zu einem viskoelastischen Modell deutlich 
geringer ist [27, 59, 52, 99, 142-145]. Nähere Informationen hierzu finden sich im 




3.8 Interlaminare Reibung und FEMI-Bauteil-Interaktion 
3.8.1 Scratch 4 Surface Tester 
Messverfahren und -vorrichtung 
Beim Scratch 4 Surface Testing System handelt es sich um eine Testapparatur, 
die speziell für Kratzversuche mit spitzen Gegenständen auf Festkörpern oder Be-
schichtungen entwickelt wurde [146]. Es werden definierte Normalkräfte auf eine 
Probe aufgebracht, die zusammen mit den tangentialen Reibkräften aufgezeichnet 
werden [146]. Geringfügige Modifikationen erlauben die Ermittlung von Reibkoeffi-
zienten zwischen Tooling-Material und Prepreg oder auch zwischen zwei Prepreg-
Lagen [A4]. An Stelle der für Kratzversuche verwendeten Nadel wird ein Testschlitten 
aus Stahl angebracht [A4], der dann mit einer voreingestellten Normalkraft auf eine 
darunter befindliche Prepreg-Lage gepresst und über diese hinweg bewegt wird. 
Ähnliche Tests wurden bereits von Murtagh et al. [147] durchführt, um die Reibung 
beim Pressformen von thermoplastischen Faserverbundwerkstoffen zu ermitteln. Die 
generelle Vorgehensweise bei Reibungsmessungen mit einem Test-Schlitten wird 
auch im ASTM Standard D 1884-90 [148] beschrieben. 
 
 
Abb. 3-12: Aufbau des Scratch 4 Surface Testers (seitliche Probeneinspannung nicht gezeigt) 
 
Um mit der Bauteilfertigung vergleichbare Bedingungen zu erzeugen, wird der 
stählerne Testschlitten mit Trennmittel (Frekote B15) beschichtet. Alternativ werden 
am Testschlitten zwei Lagen Prepreg befestigt, die die Messung der interlaminaren 
Reibung ermöglichen. Der Testschlitten kann nicht separat beheizt werden und er-
wärmt sich durch den Kontakt mit den unteren Prepreg-Lagen während der Test-














ratur des Testschlittens nicht gesteuert werden kann. Gemessen wird die Temperatur 
von Heizplatte und Testschlitten mithilfe zweier Thermoelemente. 
Vorversuche dienen dazu, Testparameter zu bestimmen, die möglichst repro-
duzierbare Werte mit geringer Streuung liefern. Die Parameter sollten, sofern mög-
lich, innerhalb der bei der Autoklav-Fertigung auftretenden Grenzwerte liegen. Tabel-
le 3-2 fasst die gewählten Parameter zusammen. Auffällig ist der niedrige Druck, der 
aus Problemen bei der Testdurchführung resultierte. Bei höheren Normalkräften kam 
es sehr häufig zu Faserverzug bzw. zum Auszug der Fasern aus der Einspannung. 
Werden die Fasern signifikant verformt oder verschoben, wird die Reibungsmessung 
verfälscht, da sich die benötigten Verformungskräfte mit den Reibkräften überlagern. 
Auch eine Verbesserung der Einspannsituation konnte dieses Problem nicht behe-
ben, was zu einer Limitierung der Normalkraft auf 9 - 12 N führte. Außerdem musste 
die Geschwindigkeit auf 0,5 mm/min festgelegt werden, was der kleinstmöglichen 
Geschwindigkeit des Scratch 4 Surface Testers entspricht. Die bei sehr großen 
Stahl-FEMI max. auftretende Relativgeschwindigkeit zwischen FEMI und Bauteil liegt 
dagegen bei ca. 0,25 mm/min. Niedrigere Temperaturen als 130°C sind mit dem Tes-
taufbau nicht möglich, da der Wärmeübergang in den unbeheizten Testschlitten zu 
gering ist, um während des gesamten Tests eine gleichmäßige Temperatur (zulässi-
ge Abweichung: +/- 2,5°C) zu gewährleisten [A4]. Die leicht von den Bedingungen im 
Autoklaven abweichenden Parameter sind erforderlich, um reproduzierbare Messer-
gebnisse bei annehmbarer Streuung zu erzeugen. Besonderes Augenmerk muss auf 
die erhöhte Testgeschwindigkeit gelegt werden, da bereits Ersoy et al. [66] und Thije 
et al. [149] eine Geschwindigkeitsabhängigkeit der Reibkoeffizienten aufzeigen. 
Joven et al. [20, 150] weisen hingegen nach, dass bei Geschwindigkeiten zwischen 
0,05 und 0,15 mm/min keine Abhängigkeit des Reibkoeffizienten nachweisbar ist. 
Biswas & Vijayan [151] gehen sogar noch weiter und zeigen eine Geschwindigkeits-
unabhängigkeit für Geschwindigkeiten unter 60 mm/min. Dabei handelt es sich aller-
dings um reines Polytetrafluorethylen (PTFE) ohne Faserverstärkung. Sun et al. 
[152] zeigen, dass bei Auszugsgeschwindigkeiten von bis zu 0,2 mm/min die Reib-
kraft annähernd konstant ist. Erst bei Testgeschwindigkeiten von 1 mm/min und mehr 
sind signifikante Unterschiede in der Reibkraft zu erkennen. Daher muss bei schnel-
len Umformprozessen der Geschwindigkeitseinfluss berücksichtigt werden, während 
er bei deutlich langsameren Autoklavprozessen in erster Näherung vernachlässigt 
werden kann [152, 153]. 
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Tabelle 3-2: Parametersatz für die Reibungsversuche mit dem Scratch 4 Surface Tester [A4] 
Parameter Verwendet Min. im Autoklaven Max. im Autoklaven 
Fläche 625 mm² FEMI abhängig FEMI abhängig 
Druck ~ 0,2 bar  0,4 bar 4,55 bar 
Geschwindigkeit 0,5 mm/min 0 mm/min ~ 0,25 mm/min* 
Temperaturen 130°C bis 180°C 20°C 185°C 
* berechnet mit Hilfe von Gleichung 3 in [150] für ein Stahl-FEMI mit 4 m Länge und 5°C/min Heizrate 
 
Testmatrix 
Wie bereits in Kapitel 2.2.4 erläutert, existieren viele Einflussfaktoren, die den 
Reibkoeffizienten zwischen Tooling und Prepreg, aber auch die interlaminare Rei-
bung verändern. Die hier durchgeführten Tests beschränken sich darauf, die Einflüs-
se der Temperatur, des Aushärtegrades, der Faserausrichtung und der Faserarchi-
tektur zu bestimmen. Aufgrund des kleinen Geschwindigkeitsbereichs, der bei Stahl- 
und Invar-FEMI im Autoklaven auftritt, wird die Geschwindigkeitsabhängigkeit vorerst 
vernachlässigt. Es wird davon ausgegangen, dass die gewählte Testgeschwindigkeit 
ausreichend genaue Ergebnisse liefert, um eine adäquate Prozesssimulation inkl. 
TPI durchführen zu können.  
 
Tabelle 3-3: Testmatrix für die Reibungsversuche mit dem Scratch 4 Surface Tester [A4] 

















0 % - 40 % 
0/90° - 0/90° 
45/135° - 0/90° 
45/135° - 45/135° 
Interlaminar 





0 % - 40 % 
0/90° - UD 0° 
45/135° - UD 0° 
Interlaminar 





0 % - 40 % 
UD 0° - UD 0° 
 
Tabelle 3-3 enthält die zu diesem Zweck entworfene Test-Matrix. Jeder Para-
metersatz wurde mit mindestens drei Wiederholungen gemessen, wobei die durch-
schnittliche Zahl der Versuche pro Parametersatz bei sechs liegt, um einen Variati-
onskoeffizienten kleiner 10 % bei allen Versuchen sicherzustellen. Der vergleichs-
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weise hohe Variationskoeffizient von 10 % wird aufgrund der Komplexität der Versu-
che und der Vielzahl an schwer kontrollierbaren Einflussfaktoren akzeptiert. Die 
Streuung weiter zu reduzieren, hätte den Rahmen eines sinnvollen Messprograms 
deutlich überschritten, da bereits für die hier aufgeführten Ergebnisse insgesamt 247 
Einzelmessungen erforderlich waren. 
 
Erkenntnisse 
Die FEMI-Bauteil-Reibung (Abb. 3-13 oben links) zeigt eine leichte Temperatur-
abhängigkeit, jedoch nicht das zu erwartende Verhalten, wie es beispielsweise von 
[37, 39, 40, 58, 66, 68, 150, 154-156] beschrieben wird. Zwischen 130°C und 155°C 
steigt der Reibkoeffizient, obwohl eine Erhöhung der Temperatur eine Reduktion der 
Viskosität zur Folge hat. Bei überwiegend hydrodynamischer Reibung sollte eine 
Verringerung der Viskosität eine Reduktion des Reibkoeffizienten zur Folge haben. 
Dies ist hier nicht der Fall, was darauf schließen lässt, dass das Reibverhalten nicht 
vom Harzfilm zwischen Fasern und Tooling, sondern vom Faser-Tooling-Kontakt be-
stimmt wird. Bei steigender Temperatur wird mehr Harz aus der Kontaktzone her-
ausgepresst und es kommt zu einer Vergrößerung der Kontaktfläche zwischen Fa-
sermaterial und Tooling (vgl. { 2-1 }{ 2-2 }). Da Grenzreibung im Allgemeinen höhere 
Reibkoeffizienten aufweist als die hydrodynamische Reibung, kommt es zur Zunah-
me des Reibkoeffizienten. Zwischen 155°C und 180°C ist nur eine minimale Verän-
derung des Reibkoeffizienten zu beobachten. Statistische t-Tests belegen, dass für 
diesen Temperatursprung keine statistisch signifikante Temperaturabhängigkeit mehr 
nachgewiesen werden kann. Der Grund hierfür findet sich im Fließverhalten des Har-
zes. Eine Steigerung der Temperatur von 155°C auf 180°C führt zu keinem weiteren 
Abfluss von Harz, da dieses bereits bei niedrigeren Temperaturen (ca. 140-150°C) 
seine minimale Viskosität erreicht. Somit wird die Reibung bei 155°C, wie auch bei 
180°C, überwiegend durch den Faser-Tooling-Kontakt bestimmt, der als temperatur-
unabhängig angesehen werden kann. Unterstützt wird die Theorie der sich verän-
dernden Faser-Tooling-Kontaktfläche durch die von G. Toskar im Rahmen seiner 
Abschlussarbeit bei der IVW GmbH [A5] durchgeführten Simulationen einer Einheits-
zelle. Diese Simulationen nutzen die Arbitrary Lagrangian-Eulerian (ALE) Formulie-
rung, um das Harz als Flüssigkeit abzubilden und ein Umströmen der Rovings im 
Gewebe zu simulieren. Damit ist die Simulation in der Lage, ein Herauspressen des 
Harzes aus der Kontaktfläche wiederzugeben. Man erkennt anhand der stark verein-
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fachten Simulationen die generelle Tendenz, dass sich bei sinkender Viskosität eine 





Abb. 3-13: Mit maximal auftretendem Haftreibungskoeffizienten normierte Reibkoeffizienten für FEMI-
Prepreg-Reibung (oben links) sowie für die interlaminare Reibung bei verschiedenen Faserorientie-
rungen (Aushärtegrad anhand des Temperaturgangs der Probe berechnet) 
 
Betrachtet man im Vergleich dazu Abb. 3-13 oben rechts, lässt sich keinerlei 
Temperaturabhängigkeit für die interlaminare Reibung zwischen zwei Gewebeproben 
mit 0/90° Faserorientierung nachweisen. Auch die durchgeführten t-Tests haben be-
stätigt, dass keine Temperaturabhängigkeit vorliegt [A4], [A6]. Die Ursache hierfür 
könnte eine stärkere Interaktion zwischen den Fasern sein. Die Ondulation der Ro-
vings führt bei der Kombination zweier Gewebeschichten zu einer größeren Kontakt-
fläche der Rovings zueinander (vgl. Abb. 3-14), wodurch der Reibkoeffizient weniger 
durch das Harz als durch die temperaturunabhängige Faser-Faser-Reibung bestimmt 
wird. Folglich ist das Reibverhalten zweier 0/90° Lagen eher im Bereich der Grenz-
reibung angesiedelt und die temperaturabhängige Harzviskosität spielt nur eine un-






































































































































Bei der Kombination von 0/90° mit 45/135°-Lagen hingegen erkennt man eine 
geringfügige Temperaturabhängigkeit (Abb. 3-13 links unten) [157], [A4], [A6]. Dies 
legt die Vermutung nahe, dass sich die Veränderung der Ausrichtung der Lagen zu-
einander auf die Interaktion der Ondulationen auswirkt und damit die Faser-Faser-
Kontaktfläche geringer ist, als bei der Kombination aus zwei 0/90°-Gewebelagen. 
Eine geringere Faserkontaktfläche bringt eine größere Abhängigkeit des Reibkoeffi-
zienten vom Harzverhalten mit sich, wobei in diesem speziellen Fall eine Tempera-
tursteigerung ein Abfließen des Harzes begünstigt, wodurch ein kontinuierlich anstei-
gender Reibkoeffizient entsteht.  
Da bei der Kombination aus 0/90° Gewebe-Schichten mit 0° UD-Schichten nur 
die Gewebeschicht Ondulationen aufweist, ist die Faser-Faser-Interaktion deutlich 
geringer als bei der Kombination zweier Gewebeschichten (Abb. 3-14). Damit wird 
das Reibverhalten des viskosen Harzes dominanter und eine stärkere Temperatur-
abhängigkeit sichtbar (Abb. 3-13 unten rechts) [157]. Man erkennt darüber hinaus, 
dass bei der Kombination aus Gewebe und UD die Reibung bei steigender Tempera-
tur kontinuierlich sinkt, was die Theorie einer Harzdominanz beim Reibverhalten be-
kräftigt. Beim Vergleich des Kontaktbereichs von Gewebe- zu UD-Lage mit dem ei-
ner Gewebe-Lage zur FEMI-Oberfläche, ist zu erkennen, dass beim Gewebe-UD-
Kontakt beide Reibpartner einen Harzfilm besitzen. Aufgrund dessen ist die hydrody-
namische Reibung und damit auch die Temperaturabhängigkeit bei dieser Material-
paarung am stärksten ausgeprägt [157]. 
 
 
Abb. 3-14: Qualitativer Vergleich der Kontaktflächen bei FEMI-Bauteil bzw. interlaminarer Reibung 
 
Über die Abhängigkeit von der Temperatur hinaus lässt sich eine Abhängigkeit 
des Reibkoeffizienten vom Aushärtegrad nachweisen. Wie in [37, 39, 58, 66] und 
[A4] beschrieben, steigt auch bei den im Rahmen dieser Arbeit durchgeführten Expe-
















Abb. 3-15: Abhängigkeit des Reibkoeffizienten vom Aushärtegrad (links: FEMI-Bauteil-Reibung; 
rechts: interlaminare Reibung; Normierung mit Hilfe des maximalen Haftreibungskoeffizienten) 
 
Der letzte im Rahmen dieser Arbeit ermittelte Einflussfaktor auf den Reibkoeffi-
zienten ist die Faserorientierung. Interessant dabei ist der im Vergleich zur 0/90°-
Faserausrichtung stark erhöhte Reibkoeffizient bei der FEMI-Bauteilreibung mit einer 
90/0°-Faserorientierung (Abb. 3-16). Ursächlich für die unterschiedlichen Reibkoeffi-
zienten ist die Verschiedenheit zwischen kett- und schussdominierter Oberfläche des 
Prepregs. Bei einer 0/90°-Ausrichtung ist die kettdominierte Seite des Prepregs in 
Kontakt mit dem Tooling und somit der Großteil der Fasern parallel zur Bewegungs-
richtung ausgerichtet. Im Fall der 90/0°-Ausrichtung liegt die Mehrzahl der Fasern mit 
Tooling-Kontakt quer zur Bewegungsrichtung. Das Tooling kann also nicht mehr ent-
lang der Fasern gleiten, sondern bewegt sich quer zu den Ondulationen. Fasern 
können sich sogar an Kanten oder Unebenheiten des Tooling verhaken, was zum 
Faserverzug führt. Dieser verfälscht die Reibwerte und macht eine Messung bei 
90/0°-Ausrichtung besonders aufwendig, was an der höheren Streuung der Werte 
und der benötigten Anzahl an Tests zur Erzeugung brauchbarer Werte zu erkennen 
ist. Für den Fall einer 90/0°-Ausrichtung mussten etwa dreimal so viele Proben ge-
messen werden wie bei 0/90°-Ausrichtung, um eine adäquate Streuung unter 10 % 
(Variationskoeffizient) zu erreichen. Im Bereich der interlaminaren Reibung waren die 
Abweichungen zwischen den verschiedenen Orientierungen weit weniger klar er-
kennbar, obwohl sie sich zwischen den einzelnen Ausrichtungen mit Hilfe von t-Tests 
nachweisen lassen [A4], [A6]. Auffällig ist, dass die Proben mit zwei UD-Lagen (0°-
0°-Ausrichtung) tendenziell die niedrigste Reibung zeigen, während die Gewebe-






































































unterstützt die zuvor aufgestellte Vermutung, dass sich die Interaktion der Ondulatio-
nen in Form einer Steigerung des Reibkoeffizienten auswirkt (Abb. 3-14).  
 
   
Abb. 3-16: FEMI-Bauteil und interlaminare Reibung bei verschiedenen Faserausrichtungen 
 
Nicht nachzuvollziehen ist, dass die 0°-UD zu 45/135°-Gewebeversuche teil-
weise höhere Werte aufweisen als die 0/90°-Gewebe zu 45/135°-Gewebeproben. 
Aus nicht weiter untersuchten Gründen war die Streuung der 0°-UD zu 45/135°-
Gewebe ähnlich hoch wie bei den Stahl zu 90/0°-Versuchen, was auf einen Messfeh-
ler hindeuten könnte. Als Hauptfehlerquelle ist hier sicherlich die Probeneinspannung 
zu nennen. Besonders bei den Proben zur Bestimmung der interlaminaren Reibung 
kam es immer wieder zu starkem Faserverzug bzw. zum Auszug der 45°-Fasern aus 
der seitlichen Einspannung. Obwohl solche Proben nicht in die finale Berechnung der 
Reibwerte einbezogen wurden, kann eine Verfälschung der Werte durch Faserver-
zug nicht vollständig ausgeschlossen werden. 
 
3.8.2 Pull-through Tests 
Messverfahren und -vorrichtung 
Der pull-through Test wird in Anlehnung an die Untersuchungen von Ersoy et al. 
[66], Larberg & Akermo [40], sowie Kaushik [37] durchgeführt. Genauso wie beim 
Scratch Surface Tester wird die Reibfläche beim pull-through Test konstant gehalten. 
Dies stellt einen Vorteil im Vergleich zu den Arbeiten von Ersoy et al. [66] und Kaus-
hik [37] dar, die die Veränderung der Reibfläche während ihrer pull-out Tests berück-
sichtigen mussten. Die im Rahmen dieser Arbeit verwendete Vorrichtung ähnelt der 

































 Gewebe 0/90° zu 0/90°
 Gewebe 0/90° zu 45/135°
 UD 0° zu Gewebe 45/135°
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Abb. 3-17: Aufbau der Testvorrichtung für die pull-through Versuche 
 
Eine vordefinierte Normalkraft wird mittels Federkraft auf das Laminat aufge-
bracht. Um die Vorrichtung weiter zu vereinfachen und auf Isolationsschichten und 
Heizplatten verzichten zu können, werden die Versuche in einer Temperierkammer 
durchgeführt. Das birgt den Nachteil, dass die thermische Ausdehnung der Vorrich-
tung die Vorspannkraft beeinflussen kann. Zur Minimierung dieses Einflusses wird 
die Vorrichtung komplett aus Stahl (vergleichsweise niedriger CTE) gefertigt, die ma-
ximale Messtemperatur auf 85°C begrenzt und die Vorspannkraft nach Erreichen der 
Testtemperatur noch einmal überprüft. Im Vergleich zu den Messungen mit dem 
Scratch 4 Surface Tester wird die Normalkraft gesteigert und die Temperatur verrin-
gert, um über die Ergebnisse des Scratch 4 Surface Testers hinaus weitere Mess-
punkte zu generieren. Die Vergrößerung der Reibfläche im Vergleich zu den vorheri-
gen Tests erscheint sinnvoll zur Sicherstellung, dass lokale Effekte, wie z. B. die In-
teraktionen der Ondulationen, zu einem globalen Reibkoeffizienten verschmiert wer-
den. Die Auszugsgeschwindigkeit wird konstant gehalten und entspricht der Ge-
schwindigkeit des Scratch 4 Surface Testers. Die Messungen bei Raumtemperatur 
(RT) werden herangezogen, um beide Verfahren direkt zu vergleichen und sicher zu 
stellen, dass für einen gegebenen Parametersatz gleiche Ergebnisse erzielt werden 
können. Bei RT wird bei beiden Messverfahren ein sehr hoher Reibkoeffizient von 
1,5 bis 1,7 ermittelt, wobei der pull-through Test etwas höhere Werte ergibt als der 
Scratch 4 Surface Tester. Gründe hierfür können eine leichte Abhängigkeit des Reib-
koeffizienten vom aufgebrachten Druck sein oder das gegenseitige Anhaften der La-
gen außerhalb der eigentlichen Messstrecke. Der insgesamt sehr hohe Wert ist dem 











Tabelle 3-4: Parametersatz für die pull-through Reibversuche im Vergleich 
Parameter Pull-through Test Scratch 4 Surface  
Tester 
Fläche 5600 mm² 625 mm² 
Druck ~ 2,0 bar  ~ 0,2 bar 
Geschwindigkeit 0,5 mm/min 0,5 mm/min 
Temperaturen RT, 50°C bis 85°C RT, 130°C bis 180°C 
 
Testmatrix 
Ziel der pull-through Experimente ist es, das Reibungsverhalten des Prepregs 
bei niedrigeren Temperaturen und höheren Drücken zu ermitteln. Da sich die Abhän-
gigkeiten vom Aushärtegrad und von der Faserausrichtung aus den bereits darge-
stellten Reibversuchen mit dem Scratch 4 Surface Tester ableiten lassen, wurde hier 
der Aushärtegrad nicht verändert, sondern der Anlieferungszustand des Materials 
verwendet und nur eine Faserausrichtung berücksichtigt. Bei den pull-through Expe-
rimenten wurden im Schnitt vier bis fünf Wiederholungen pro Parametersatz durch-
geführt, um einen adäquaten Variationskoeffizienten unter 10 % zu erreichen. 
 
Tabelle 3-5: Testmatrix für die pull-through Reibungsversuche 
















0/90° - 0/90° 
 
Erkenntnisse 
Die pull-through Versuche bei niedrigen Temperaturen zeigen unerwartete Er-
gebnisse (Abb. 3-18). Bei 50°C ist der Reibkoeffizient zwischen zwei Gewebe-Lagen 
mit 0/90°-Ausrichtung nur ein Viertel des bei 140°C gemessenen Reibkoeffizienten 
und steigt mit zunehmender Temperatur an. Grund hierfür ist wahrscheinlich die bei 
niedrigen Temperaturen noch hohe Viskosität des Harzes, die eine stärkere Kompak-
tierung und damit den direkten Kontakt der Fasern zueinander vorerst verhindert. Es 
kommt nicht zum Berühren bzw. Verhaken der Faserondulationen und die Reibung 
wird hauptsächlich von der Matrix beeinflusst. Diese kann daher als hydrodynami-
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sche Reibung angesehen werden. Die Matrix agiert als Schmierfilm zwischen den 
benachbarten Lagen, was zu einem reduzierten Reibkoeffizienten führt. Steigt die 
Temperatur an, so verringert sich die Viskosität des Harzes. Dies sollte bei hydrody-
namischer Reibung zur Verringerung des Reibkoeffizienten führen. Stattdessen 
steigt dieser aber kontinuierlich an, was für die bereits zuvor dargestellte These der 
steigenden Faser-Faser-Interaktion und dem damit verbundenen Übergang zur 
Grenzreibung spricht (vgl. Kapitel 2.2.4).  
 
 
Abb. 3-18: Reibkoeffizienten der interlaminaren Reibung (Gewebe 0/90° zu Gewebe 0/90°)  
beim pull-through Test mit unterschiedlichen Temperaturen 
 
Die geringsten Scherkräfte werden auch von Ersoy et al. [66] in einem Tempe-
raturbereich zwischen 50°C und 70°C ermittelt [66]. Steigt die Temperatur weiter, 
nehmen auch die Scherkräfte zu. Die beginnende Vernetzungsreaktion führt zu einer 
Erhöhung der Viskosität und damit auch zu einer Erhöhung der Reibung. Dies spielt 
jedoch beim M18/1 Prepreg nur eine untergeordnete Rolle, da die Aushärtereaktion 
erst oberhalb von 100°C beschleunigt abläuft. Weit stärkere Auswirkungen auf den 
Reibkoeffizienten hat die zunehmende Verpressung bei steigender Temperatur. 
Beim M18/1 Prepreg sinkt die Viskosität bis zu einer Temperatur von ca. 140°C stetig 
ab. Die geringere Viskosität ermöglicht eine bessere Durchtränkung der Fasern und 
eine bessere Verpressung des Prepreg, was letztendlich zu einem erhöhten Faser-
kontakt bzw. einer vergrößerten Faser-Faser-Kontaktfläche führt. Diese Annahme 
wurde in dem Reibgesetz von Wilks et al. [68] festgehalten und durch Simulationen 





































3.8.1). Die Vergrößerung der Faserkontaktfläche verschiebt die Reibeffekte hin zur 
Misch- bzw. Grenzreibung, die allgemein höhere Reibkoeffizienten aufweist als hyd-
rodynamische Reibung [68, 69, 158].  
Gestützt wird diese Theorie zum Einfluss des Faserkontakts durch den Verlauf 
der Messkurven des pull-through Tests. Die 50°C-Kurve weist fast keine Welligkeit 
auf. Dies spricht für konstante hydrodynamische Reibung mit gut ausgebildetem 
Schmierfilm. Je höher die Temperatur wird, desto welliger werden die Kurven. Geht 
man von einem hohen Verpressungsgrad und damit einer großen Faserkontaktfläche 
aus, müssen beim Gewebe die Ondulationen übereinander abgleiten. Treffen sich 
hauptsächlich Ondulationsberge, steigt die Reibung. Sie sinkt wieder, wenn das Pre-
preg weiter gezogen wird und sich hauptsächlich Ondulationstäler gegenüberliegen 
(vgl. Abb. 3-19 mit Abb. 3-18). Die Welligkeiten in der Messkurve des Reibkoeffizien-
ten sind nicht gleichmäßig, da bereits eine kleine Winkelabweichung in der Ausrich-
tung der Lagen zueinander dazu führt, dass sich nicht mehr alle Ondulationsberge 
bzw. -täler gleichzeitig treffen. Dadurch entsteht eine gewisse Zufälligkeit, die sich in 
der Ungleichmäßigkeit der Messkurven widerspiegelt.  
 
 
Abb. 3-19: Interaktion der Faserondulationen und die Auswirkungen auf die Reibkräfte [157] 
 
Diese Theorie wird gestützt durch den Vergleich des Abstandes zweier Spitzen 
des Reibkoeffizienten mit dem Abstand zweier Rovings im Prepreg. Bei der 70°C 
Kurve ergibt sich anhand der Testzeit und der Vorschubgeschwindigkeit der Zwick 
Prüfmaschine ein Abstand von ca. 2,5 mm bis 2,9 mm. Der Abstand zweier Ondula-
tionsspitzen im Prepreg liegt bei 2,1 bis 2,5 mm (vgl. Abb. 3-20). Die Veränderung 
der Wellenlänge bei stärkerer Verpressung könnte lokalen Faserverschiebungen ge-
schuldet sein, oder daher kommen, dass sich noch mehr Ondulationsberge und -täler 
gleichzeitig im Eingriff befinden und dadurch ein weniger klares Bild entsteht. 
Kontakt der Fasern zueinander 
 Ansteigen der Reibkraft








Die Welligkeit könnte jedoch auch durch den sogenannten stick-slip Effekt ver-
ursacht werden. Periodisches Anhaften der beiden Reibpartner und der damit ver-
bundene Übergang aus der Gleit- in die Haftreibung führt zu einer Steigerung des 
Reibkoeffizienten [158].  
 
            
Abb. 3-20: Vergleich Kurvenverlauf des Reibkoeffizienten mit Faserabstand im Prepreg 
 
Zusammenfassend lässt sich schlussfolgern, dass die interlaminare Reibung 
zwischen zwei Gewebeschichten nicht nur von Temperatur und Aushärtegrad beein-
flusst wird, sondern auch der Grad der Verpressung einen erheblichen Einfluss auf 
den Reibkoeffizienten hat. Weiterhin beeinflusst die Verpressung die Intensität der 
Temperatur- und Aushärtegradabhängigkeit. Ist das Laminat wenig verpresst, be-
stimmt der Harzfilm zwischen den Lagen das Reibverhalten. Da die Viskosität und 
damit das Reibverhalten des Harzes stark von Temperatur und Aushärtegrad abhän-
gen, lassen sich diese Abhängigkeiten auch im Reibverhalten wiederfinden. Das 
gleiche gilt für die Materialpaarungen, bei denen mindestens einer der beiden Rei-
bungspartner eine mehr oder weniger glatte Oberfläche aufweist. In diesem Fall 
spielt die Faser-Kontaktfläche zwar bereits eine Rolle, das temperatur- und aushär-
tegradabhängige Harzverhalten lässt sich aber in abgeschwächter Form weiterhin im 
Verlauf der Reibkoeffizienten entdecken. Nur bei der Kombination zweier Gewebela-
gen und entsprechend hoher Verpressung wird der Harzeinfluss fast vollständig 
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4 Experimentelle Charakterisierung der Faltenbildung 
Im Rahmen dieser Arbeit wird die Kompaktierung von Prepregmaterialien über 
einem Außenradius im Detail untersucht. Diese spielt besonders bei der Fertigung 
von Hubschrauberspanten eine übergeordnete Rolle (vgl. Kapitel 2.3.2). Die ver-
gleichsweise dicken Außengurte (bis zu 60 Laminatlagen) der Ring- oder Halbring-
Spante weisen selbst bei häufiger Vorkompaktierung einen erheblichen Verpres-
sungsweg auf, der im Rahmen der Kompaktierung im Autoklaven zu überschüssiger 
Faserlänge und damit zu einem erhöhten Faltenrisiko führt. Eine experimentelle Un-
tersuchung der Mechanismen soll helfen, die Einflussfaktoren (Tooling-Material, Ver-
pressungsweg, Laminataufbau, etc.) und Vorgänge bei der Faltenbildung besser zu 
verstehen. Weitere Bauteilgeometrien dienen dazu, das Faltenrisiko bei unterschied-
lichen geometrischen Gegebenheiten zu erfassen und vorhersagbar zu machen. Das 
auf diese Weise generierte Wissen kann dann eingesetzt werden, um eine phäno-
menologische Prozesssimulation mit einem einfachen aber wirkungsvollen Kriterium 
zur frühzeitigen Abschätzung des Faltenrisikos zu entwickeln. Die folgenden Kapitel 
zeigen den Versuchsaufbau, die experimentelle Methodik und eine ausführliche Er-
gebnisdarstellung. 
 
4.1 Vorgehensweise und Versuchsaufbau 
4.1.1 Versuchsvorrichtung und deren Ursprung 
Für die experimentelle Untersuchung der Faltenbildung ist es wichtig, einen re-
produzierbaren Versuchsaufbau zu wählen, da bereits der Handlaminierprozess für 
eine nicht zu vernachlässigende Streuung sorgt. Weitere schwer kontrollierbare Ein-
flüsse sollten daher für erste Grundlagenexperimente unbedingt ausgeschlossen 
werden. In der Literatur finden sich einige Ansätze, Falten reproduzierbar einzubrin-
gen. Beispielsweise Wang et al. [159] zeigen drei Methoden auf, Falten gezielt in 
einem Laminat zu erzeugen, um ihre Auswirkungen auf Steifigkeit, Festigkeit und 
Lebensdauer zu prüfen. Dabei werden jedoch keine der bereits aufgezeigten Mecha-
nismen der Faltenbildung berücksichtigt. Auch die Methodik von Wisnom und Atkin-
son [12] ist keine Alternative, da hier lediglich in-plane Welligkeiten erzeugt wurden. 
Einen Hubschrauberspant als Testbauteil zu verwenden, ist aufgrund seiner Komple-
xität und der hohen Kosten ebenfalls nicht ratsam.  
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Dodwell et al. [51] zeigen Experimente an einem C-Profil, die exakt dem be-
schriebenen Mechanismus der Kompaktierung über einem Außenradius entspre-
chen. Allerdings weist das C-Profil von Dodwell et al. [51] Dickenänderungen und 
ply-drops auf, die besonders in den doppeltgekrümmten Radienbereichen Falten 
auslösen. Um die hier durchgeführten Untersuchungen noch mehr auf den eigentli-
chen Mechanismus der Faltenbildung zu konzentrieren, bietet sich ein einfaches C-
Profil mit konstanter Wanddicke an. Auf diese Weise lässt sich auch der Fertigungs-
prozess eines Hubschrauberspants auf stark vereinfachte Art und Weise nachstellen 
(vgl. Abb. 4-1).  
 
 
Abb. 4-1: Vergleich Spantfertigung mit der Fertigung eines einfachen C-Profils (oben: Halbspant; Au-
ßengurt – rot; Druckleisten – grün; unten: C-Profil; Tooling – blau; rechts: Bewegung der Druckleisten 
bei der Kompaktierung und resultierende Laminatgeometrie) 
 
Ein Schnitt durch ein stark vereinfachtes FEMI zur Spantfertigung ist in Abb. 
2-10 zu sehen. Auf der Grundplatte aufgestellte Druckleisten (grün in Abb. 4-1) wer-
den verwendet, um die Gurte der I-Profile (rot dargestellt in Abb. 4-1) zu verpressen. 
Bei der Verpressung der Außengurte kommt es zur Bildung von überschüssiger Fa-
serlänge, die entweder an den freien Enden des Spants ausgeglichen wird und zu 
bookends oder aber im oberen Teil des gezeigten Halbspants zur Faltenbildung führt 
(vgl. Abb. 2-9). Bei Ringspanten ist die Gefahr der Faltenbildung noch größer, da 
keine freien Enden zum Ausgleich der überschüssigen Faserlänge vorhanden sind. 
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komplett im Laminat verbleiben und durch erhöhte Welligkeit oder diskrete in- und 
out-of-plane Falten abgebaut werden. 
Die Druckleisten müssen im oberen Spantbereich mindestens einmal geteilt 
sein, damit sich eine korrekte Verpressung der beiden Außenradien einstellt. Häufig 
sind die Leisten mehrfach geteilt, um ein besseres Handling (geringeres Gewicht) zu 
gewährleisten oder Hinterschnitte in der Bauteilgeometrie abzufangen (vgl. Abb. 4-1 
oben). An den Trennstellen der Druckleisten wird ein Brückenblech (schwarz in Abb. 
4-1) eingelegt, um trotz der Trennstelle einen gleichmäßigen Druck auf das Laminat 
auszuüben und zu verhindern, dass die Leisten beim Aufeinanderzuwandern Faser-
material einklemmen (Abb. 4-1 rechts). 
Sehr ähnliche Verhältnisse erreicht man bei der Fertigung eines einfachen C-
Profils auf einem positiven FEMI (Abb. 4-2). Es müssen, ähnlich wie bei der Spant-
fertigung, geteilte Druckleisten verwendet werden. Somit kann auch der Einfluss der 
Trennstelle und das damit verbundene Einlegen eines 0,2 mm starken Brücken-
blechs im Rahmen der Experimente erfasst werden. Das hierzu verwendete Tooling 
ist in Abb. 4-2 zu sehen. Das C-Profil-Test-Tooling (CTT) wird als Gusswerkzeug mit 
einer finalen Wandstärke von 15 bis 17 mm ausgeführt. Um eine ungleichmäßige 
Temperaturverteilung als mögliche Ursache von Streuungen auszuschließen, wird 
der Hinter- bzw. Unterbau mit dem in Abb. 4-2 unten rechts erkennbaren Strömungs-
kanal ausgestattet. Dieser erlaubt eine optimale Umströmung des Formkörpers und 
damit ein schnelles und vor allem gleichmäßiges Aufheizen. 
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Es werden identische Testvorrichtungen aus Stahl und Invar gefertigt. Auf diese 
Weise kann untersucht werden, ob ein hoher FEMI-CTE zu einer geringeren Falten-
bildung führt. Wie bereits erläutert, zeigt die Erfahrung bei Airbus Helicopters 
Deutschland (AHD), dass Spant-FEMI aus Invar (geringer CTE) eher zur Faltenbil-
dung im Bauteil neigen, als es bei Spanten der Fall ist, die auf einem Stahl-FEMI ge-
fertigt werden. Allerdings werden die Auswirkungen der beiden FEMI-Materialien in 
den Experimenten deutlich geringer sein als bei der Spantfertigung, da neben dem 
CTE auch die Tooling- bzw. Bauteilgröße eine entscheidende Rolle bei der thermi-
schen Ausdehnung spielt und das CTT um den Faktor zehn kleiner ist als ein Spant-
FEMI. 
Mit Hilfe des C-Profils werden darüber hinaus verschiedene Laminataufbauten 
untersucht, um den Einfluss der Faserarchitektur (Gewebe und UD) sowie der Fa-
serausrichtung (reines 0/90°-Gewebe-Laminat und Misch-Laminat) einschätzen zu 
können. Weiterhin werden zwei unterschiedliche Fertigungsverfahren verwendet, um 
die Auswirkung einer Überpressung, also einer lokalen Steigerung des Faservolu-
mengehalts auf die Faltenbildung zu ermitteln und die Funktionsfähigkeit der zu ent-
wickelnden Prozesssimulation bei verschiedenen Fertigungsverfahren abzusichern. 
 
 
Abb. 4-3: Omega-Test-Tooling (OTT) 
 
Zusätzlich zum C-Profil wird eine zweite Bauteilgeometrie, ein Omega-Profil, 
untersucht. Die Faltenbildung unterliegt dem gleichen Mechanismus, aber aufgrund 
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tengröße ergeben. Neben diesen beiden Grundformen werden stichprobenartig zwei 
leicht angepasste Formen untersucht. Laut Dodwell et al. [51] spielt die Flanschlänge 
eine entscheidende Rolle für die Faltenbildung. Ist der Flansch sehr lang, verhindert 
die Reibinteraktion ein Abgleiten der überschüssigen Faserlänge zum freien Ende 
hin. Ist er hingegen kurz, kann ein Großteil der überschüssigen Faserlänge am freien 
Ende ausgeglichen werden. Daher wird für das C-Profil, wie auch für das Omega-
Profil, ein Bauteil mit deutlich verkürztem Flansch (nur 30 mm) getestet. 
Ein Effekt, der hier nicht untersucht werden soll, ist der Einfluss der FEMI-
Beschichtung. Da dieser sich signifikant auf die Reibung zwischen Tooling und Bau-
teil auswirkt, kann je nach Beschichtung die TPI stark reduziert und damit auch die 
Faltenbildung beeinflusst werden (vgl. Lightfoot [6]). Im Rahmen dieser Arbeit wird 
Trennmittel des Typs Frekote B15 verwendet, mit dem auch die Reibwerte zwischen 
FVW und Tooling charakterisiert wurden. 
 
4.1.2 Vorgehensweise 
Die experimentelle Vorgehensweise richtet sich in weiten Teilen nach den bei 
Airbus Helicopters gängigen Fertigungsvorschriften, um möglichst realitätsnah zu 
experimentieren. Die erste Trennschicht wird im Autoklaven bei 180°C eingebrannt. 
Vor jedem Bauteil wird erneut eingetrennt, aber ohne Einbrennen im Autoklaven. 
Laminiert wird direkt auf die Tooling-Oberfläche. Da es sich um geschlossene Too-
lings handelt, wird kein vollständiger Vakuumaufbau mit Abreißgewebe und Lochfolie 
verwendet, sondern lediglich die Druckstücke und die Grundform außerhalb des Bau-
teilbereichs mit Vakuumsaugvlies abgedeckt und mit Vakuumfolie abgedichtet. Je 
nach Fertigungsverfahren werden mechanische Anschläge zur Behinderung der 
Verpressung verwendet oder nicht (vgl. Abb. 4-4). Die Anschläge sind minimal dün-
ner als die theoretische Bauteilwandstärke, berechnet aus Lagenanzahl multipliziert 
mit der cured ply thickness (CPT). Neben der Funktion als mechanischer Anschlag 
dienen sie gleichzeitig als Harzdamm, um besonders an den Flanschen übermäßi-
gen Harzabfluss zu verhindern (vgl. Abb. 4-2). Beim zweiten Fertigungsverfahren 
(M2) wird dieser mit Hilfe einer Lage Trennfolie, die entlang der Probenränder aufge-
bracht wird, verhindert. Der durch die Folie entstehende Randbereich wird bei der 
späteren Auswertung nicht betrachtet. 
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Abb. 4-4: Fertigungsverfahren mit Anschlägen (M1) und ohne Anschläge (M2) 
 
Der verwendete Autoklavzyklus entspricht dem von Hexcel vorgegebenen ma-
nufacturer recommended cure cycle, der von AHD mit 5 bar Absolutdruck in der 
zweiten Heiz- und Haltephase verwendet wird (vgl. Abb. 2-1) Da es Ziel der experi-
mentellen Untersuchung ist, reproduzierbar Falten in das Bauteil einzubringen, wird 
auf jede Art der Zwischenkompaktierung verzichtet. Lediglich mehrere Stunden Va-
kuum vor der eigentlichen Autoklavfahrt führen zu einer Vorkompaktierung auf ca. 
0,34 mm pro Lage. Allerdings erzeugt dies bereits überschüssige Faserlängen bzw. 
Spannungen in den Fasern, denn aufgrund des tack, also der hohen Reibung zwi-
schen den Lagen, wird ein Abgleiten stark behindert. Falten würden also genau dort 
entstehen, wo die überschüssige Faserlänge generiert wird. Kompaktieren ohne 
Druckstücke zeigt dies (vgl. Abb. 4-5 und auch Kapitel 4.3.1 zum besseren Ver-
ständnis der auftretenden Mechanismen). 
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4.1.3 Testmatrix 
Die Benennung der Proben erfolgt nach dem folgenden Schema: 
 Fertigungsverfahren (M1 oder M2) 
 Bauteilgrundform [C-Profil (c) oder Omega (o)] 
 Laminataufbau (L1 bis L5) 
 Ausrichtung der obersten Lage mit Gewebevorzugsrichtung parallel (p) 
oder vertikal (v) zur Kante des Brückenblechs 
 Tooling-Material [Stahl (S) oder Invar (I)] 
 Fortlaufende Nummer zur Kennzeichnung der Probennummer pro Para-
metersatz 
 Beispiel: M1-cL2p-I-03 
 
Die folgende Tabelle zeigt die verschiedenen Laminataufbauten. 
 




L1 [0/908f]S 4,24 mm 
L2 [0/9016f]S 8,48 mm 
L3 [0/9024f]S 12,72 mm 
L4 [025] 4,25 mm 
L4* [050] 8,50 mm 
L5 [(0/902f)/±45f/04/±45f/02]S 4,16 mm 
L5* [(0/902f)/±45f/04/±45f/04/±45f/04/±45f/(0/903f)]S 8,85 mm 
 
Es werden sieben verschiedene Laminataufbauten, zwei verschiedene Tooling-
Materialien und verschiedene Bauteilgeometrien untersucht. Darüber hinaus wurde 
die Ausrichtung der obersten Laminatlage zwischen 0/90° und 90/0° verändert. Dies 
hat aufgrund der veränderten Reibzustände und der zunehmenden Interaktion zwi-
schen Faserondulationen und Brückenblech einen deutlichen Einfluss auf die Falten-
bildung, was sich experimentell sehr gut nachweisen lässt. Die Zeiten unter dem Va-
kuumaufbau (5 h bis 75 h) und die Autoklav-Zykluszeiten (6 h bis 10 h) werden eben-
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falls als mögliche Einflussparameter in Betracht gezogen und untersucht, wobei sich 
schnell zeigt, dass sie vernachlässigbar gering sind. [A9].  
 
4.2 Methodik zur Auswertung 
4.2.1 Schwierigkeiten bei der Auswertung 
Bei der Faltenbildung handelt es sich um ein dreidimensionales Stabilitätsprob-
lem mit mehreren möglichen Ausgängen. Neben der bereits durch die Gewebestruk-
tur gegebenen Ondulation kann es zu weiteren out-of-plane Welligkeiten oder diskre-
ten Falten, aber auch zu in-plane Welligkeiten und Falten kommen. Da verschiedene 
Kombinationen der genannten Phänomene auftreten können, ist eine reine Betrach-
tung der diskreten out-of-plane Falten nicht sinnvoll (vgl. Abb. 4-6 und Abb. 4-9).  
 
 
Abb. 4-6: Verschiedene Möglichkeiten der Faltenbildung 
 
Die Faltenbildung kann beispielsweise mit einer diskreten out-of-plane Falte an 
einer Imperfektion im Laminat (z. B. Ondulationen) beginnen und sich im weiteren 
Verlauf als in-plane Falte fortsetzen. Ursache hierfür könnte die lokale Steigerung 
des Faservolumengehalts unterhalb der Falte sein, die zu einer deutlichen Erhöhung 
der Stützwirkung in dritter Raumrichtung führt (vgl. Kapitel 3.5.3). Die Folge ist ein 
Ausweichen in der Ebene, wodurch eine reine Auswertung mittels Schliffbild (out-of-
plane) nur selten die zu erwartende theoretische überschüssige Faserlänge erfasst. 
Eine in-plane Welligkeit führt gegebenenfalls auch dazu, dass der Faserverlauf nicht 
über das gesamte Schliffbild hinweg verfolgt und somit nicht die vorgesehene Lage 
ausgewertet werden kann. Darüber hinaus wird die Auswertung durch die Lage des 
Schliffbildes beeinflusst. Wird ein Roving nicht in der Mitte geschnitten, sondern nah 
am Rand, kann es passieren, dass sich eigentlich übereinander positionierte Lagen 
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können. Ist der Verlauf einer Lage nicht einwandfrei zu identifizieren, kann diese 
nicht für die Auswertung herangezogen werden. Selbst, wenn die Lage größtenteils 
identifiziert werden kann, führt die häufig in Kombination auftretende in-plane Ver-
formung zu Streuungen und Ungenauigkeiten bei der Ermittlung der Faltengröße 
bzw. der überschüssigen Faserlänge. Auch eine Auswertung mittels Mikro-CT kann 
hier keine Abhilfe schaffen, da der Absorptionskoeffizient von Epoxid-Harz und Car-
bonfasern sehr ähnlich ist, was zu schlechtem Kontrast zwischen Fasern und Matrix 
führt. Somit müssen neben den durch den Handlaminierprozess entstehenden Un-




Abb. 4-7: Faserverteilung bei kombinierter in-plane-out-of-plane Faltenbildung 
 
4.2.2 Out-of-plane Welligkeit und Faltenbildung 
Die Auswertung der out-of-plane Faltenbildung erfolgt mit Hilfe von Schliffbil-
dern. Zur Untersuchung der Schnittflächen auf Falten und Wellenbildung werden die 
gefertigten Proben daher in fünf Streifen gleicher Länge zersägt. Darüber hinaus 
werden verschiedene Positionen entlang der Längsachse bzw. entlang der Lauflänge 
der Rovings definiert, damit neben diskreten Falten auch eine erhöhte Welligkeit im 
Laminat erfasst werden kann. Sichtbar gemacht wird die Faserstruktur mit Hilfe einer 
dnt DigiMicro Mobile Mikroskopkamera. Im Vergleich zum hochauflösenden Lichtmik-
roskop, das für die Präparation der Proben bis zu fünf Schleifgänge mit steigender 
Körnung zwischen 200 und 2000 erfordert, reichen für die Mikroskopkamera ein bis 
zwei Schleifgänge mit einer Körnung von 180 bis 500, um qualitativ hochwertige Bil-
der zu erzeugen.  
Gewebelagen weisen per se eine Ondulation auf, die im Schliffbild zu erkennen 
ist. Über diese Ondulation hinaus können sich größere Welligkeiten in der Fa-
serstruktur ausbilden, ohne dass es zu einer „Schlaufenbildung“, also einer diskreten 
Schliffbild Draufsicht (ohne Schussfäden)
Fasern zweier Lagen liegen im 
Schliffbild hintereinander
Obere Lage
Zweite Lage von oben
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Falte, kommt. Problematisch bei der Auswertung ist, dass der Übergang zwischen 
den Welligkeitsarten fließend ist und bisher nur unzureichende quantitative Kriterien 
existieren. Daher wird zu Beginn versucht, die allgemeine Welligkeit aufgrund von 
Ondulationen zu bestimmen [A9], [A10]. Zu diesem Zweck wird mit Hilfe der Schliff-
bilder und der Bildbearbeitungssoftware ImageJ die Einzellagenstärke der ersten 
acht Laminatlagen oberhalb der Formfläche des FEMI-Grundkörpers (Lagen mit mi-
nimaler Beeinflussung durch überschüssige Faserlänge) ermittelt (vgl. Abb. 4-12 Mit-
te unten). Diese Einzellagenstärke kann aufgrund der sich ineinander verschachteln-
den Ondulationen größer sein als die theoretische CPT, die als mittlere Lagenstärke 
aus Gesamtwandstärke und Lagenanzahl ermittelt wird (vgl. Abb. 4-8).  
 
 
Abb. 4-8: Vergleich der CPT mit der Einzellagenstärke 
 
Die auf diese Weise ermittelte Einzellagenstärke stellt die Referenzlagenstärke 
eines unbeeinträchtigten Laminates dar und enthält somit die allgemein bei Geweben 
vorkommenden Ondulationen. Wertet man hingegen die oberen acht Laminatlagen 
(Lagen mit größtem Kompaktierweg) aus, erhält man mindestens die Referenzlagen-
stärke oder eine größere Lagenstärke. Ist die Lagenstärke höher als die Referenzla-
genstärke, so hat sich die globale Welligkeit aufgrund der überschüssigen Faserlän-
ge erhöht. Das bedeutet, dass auch eine diskrete Falte nicht zwangsläufig die ge-
samte überschüssige Faserlänge enthält, sondern Anteile durch allgemeine Erhö-
hung der Faser- bzw. Rovingwelligkeit abgebaut werden können. Zur Bestätigung 
dieser Vermutung werden statistische Methoden eingesetzt, wie der t-test for inde-
pendent means. Der direkte Vergleich der Welligkeit zwischen unteren und oberen 
acht Lagen des Laminates gibt Aufschluss darüber, ob die stärkere Verpressung im 
oberen bzw. äußeren Laminatbereich zu einer Erhöhung der allgemeinen Welligkeit 
führt (vgl. Kapitel 4.3.2). 
Darüber hinaus wird die im oberen Bereich des Laminates feststellbare Wellig-
keit als Grenzwert HF1-Grenz für die Entscheidung herangezogen, ob es sich um eine 
diskrete Falte oder lediglich um erhöhte Welligkeit handelt. HF1-Grenz stellt das 99%-
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Auffälligkeiten in der Faserstruktur mit einem HF1 kleiner oder gleich HF1-Grenz zählen 
als erhöhte globale Welligkeit, während für HF1 größer HF1-Grenz von diskreten Falten 
gesprochen wird, deren Größe dann detaillierter ausgewertet wird (vgl. Abb. 4-9). 
 
 
Abb. 4-9: Unterscheidung verschiedener out-of-plane Welligkeiten 
 
Abb. 4-10: Auswertung der Faltengröße mit ImageJ 
 
Die Auswertung der Faltengröße erfolgt ebenfalls mit Hilfe der Bildbearbei-
tungssoftware ImageJ. Wichtig ist dabei, immer die zweite oder dritte Laminatlage 
unterhalb der Druckstücke auszuwerten. Die oberste Lage mit Kontakt zu den Druck-
stücken wird nicht genutzt, da diese häufig zusätzliche in-plane Verformungen auf-
weist und ihr Verlauf nicht einwandfrei im Schliffbild identifiziert werden kann. Die 
zusätzliche in-plane Welligkeit rührt daher, dass die Reibinteraktion in 2-Richtung 
zwischen FEMI-Oberfläche und oberer Lage deutlich geringer ist, als bei einer Lage, 
die beidseitig von weiteren Prepreg-Lagen begrenzt wird (vgl. Kapitel 3.8). Bevorzugt 
wird die zweite Lage von oben ausgewertet, um eine Lage mit möglichst großer 
überschüssiger Faserlänge zu erfassen. Nur, wenn diese Lage nicht einwandfrei 
identifizierbar ist, wird auf die dritte oder vierte Lage ausgewichen. Tiefer liegende 
Allgemeine Ondulation
Einzellagenhöhe vergleichbar 




Einzellagenhöhe größer als 
Lagenhöhe der unteren 
Laminatlagen mit FEMI-Kontakt




HF1  aktuelle Amplitude der Welligkeit
HF1-Unten  99%-confidence interval der Welligkeit in Laminatlagen mit FEMI-Kontakt













17 18 1 und 2 als Start- bzw. Endpunkt der Falte
Vektor zwischen 1 und 2 als theoretische Faserlänge BF
10 als tiefster Punkt der Falte
3 bis 9 gleichmäßig zwischen 1 und 10 verteilt
11 bis 18 gleichmäßig zwischen 10 und 2 verteilt
Strecke von 1 über 3 bis 18 zur 2 ist die reale Faserlänge LF
LF – BF ergibt die überschüssige Faserlänge für diese Falte
Vertikaler Abstand 19 zu 20 ist Einflusstiefe der Falte (HF2) 




Standard-Welligkeit aufgrund Ondulation 
(99%-confidence interval)
Roter unterer Roving:
Erster Roving, dessen Welligkeit über die normale 
Ondulation hinaus geht. Diese gibt die Einflusstiefe der Falte 
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Lagen können nicht verwendet werden, da nicht unerhebliche Abweichungen von 
Lage zu Lage auftreten können [A10]. Die Auswertung erfolgt mit Hilfe von insgesamt 
21 Punkten, die entlang des Rovingverlaufs und an weiteren signifikanten Merkmalen 
platziert werden (vgl. Abb. 4-10). Die Punkte dienen dazu, mit Hilfe einfacher Vektor-
rechnung die theoretische Rovinglänge mit der realen Lauflänge im Faltenbereich zu 
vergleichen. Die Differenz zwischen tatsächlicher Lauflänge und theoretischer Länge 
ohne Falte ist dann ein Maß für die Faltengröße und spiegelt einen Teil oder, sofern 
lediglich eine diskrete Falte ohne erhöhte Welligkeit und ohne in-plane Verformung 
auftritt, auch die gesamte vorhandene überschüssige Rovinglänge wider. Bei der 
Auswertung ist zu beachten, dass die Punkte 1 bis 19 zentral im geschnittenen Ro-
ving platziert werden. Daher sind bei der Auswertung die Grenzwerte HF1-Unten und 
HF1-Grenz jeweils um eine Fadenhöhe zu reduzieren. So wird der Unterschied in der 
Auswertung kompensiert, da HF1-Unten und HF1-Grenz jeweils von oberen bzw. unteren 
Rovingrändern aus bestimmt wurden. Die mittlere Fadenhöhe wurde an sechs Pro-
ben und jeweils acht Lagen ermittelt und beträgt 0,1 mm. 
 
4.2.3 In-plane Welligkeit und Falten 
Über die out-of-plane Welligkeiten und Falten hinaus kann es auch zu in-plane 
Welligkeiten kommen. Diese stellen einen weiteren möglichen Ausgang des Stabili-
tätsproblems dar. In-plane Welligkeiten werden hier aber nur qualitativ mit Hilfe von 
Fotos der Laminatoberfläche erfasst, um deren Existenz zu belegen und den Einfluss 
auf die out-of-plane Welligkeiten zumindest abzuschätzen. Da es sich bei der Falten-
bildung generell um ein räumliches Problem handelt, treten in-plane und out-of-plane 
Welligkeiten häufig in Kombination auf. In-plane Welligkeiten werden aber als weni-
ger wahrscheinlich und problematisch eingestuft [160]. Grund hierfür ist die durch die 
Gewebestruktur bereits vorgegebene out-of-plane Welligkeit, die ein Ausknicken der 
Rovings in Dickenrichtung begünstigt. Des Weiteren weisen die ovalen Rovings un-
terschiedliche Biegesteifigkeiten in Dickenrichtung und in Laminatebene auf, wobei 
die Biegesteifigkeit in Dickenrichtung geringer ist und somit ebenfalls out-of-plane 
Falten begünstigt. Dennoch haben die Experimente und die Auswertung ausgewähl-
ter Proben mittels Mikro-CT gezeigt, dass es besonders bei der oberen Laminatlage 
immer wieder zu in-plane Welligkeiten kommt, weshalb diese Lage bei der Auswer-
tung der out-of-plane Falten unberücksichtigt bleibt. Je dichter die Laminatlage am 
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FEMI-Grundkörper positioniert ist, desto geringer ist der Verpressungsweg und damit 
auch die Gefahr, zusätzliche in-plane Welligkeiten zu bilden. 
 
4.2.4 Benennung und Nutzung der Auswertepunkte 
Die folgenden Grafiken zeigen, wie die Auswertepunkte bei C- und Omega-
Profil benannt werden, um eine eindeutige Zuordnung der Faltenposition zu ermögli-
chen. Beim C-Profil werden die Radien mit A und B benannt, während der zentrale 
Stegbereich mit dem Abdruck des Brückenblechs als C bezeichnet wird. Da die bei-
den Kanten des Druckblechs Imperfektionen darstellen, die Faltenbildung auslösen 
können, wird für den Stegbereich zusätzlich mit LH und RH zwischen linker und rech-
ter Seite unterschieden, wobei die linke Seite (LH) dem Radius A und die rechte Sei-
te (RH) dem Radius B zugewandt ist. Die Schnitte werden beim C-Profil mit 1, 3, 4 
und 6 benannt, weil ursprünglich zur Verwendung mit einem Lichtmikroskop insge-
samt sechs Schnitte durchgeführt wurden. Die Pfeile in Abb. 4-12 zeigen die Seite 
des Schnittes, die zur Erstellung des Schliffbildes verwendet wird. Innerhalb eines 
Schnittes können mehrere Falten auftreten (z. B. an der linken und rechten Kante 
des Brückenblechs), weshalb die überschüssige Rovinglänge innerhalb eines Schnit-
tes addiert wird. Über die vier Schnitte wird dann gemittelt, um den finalen Wert für 
die jeweilige Probe zu erzeugen. Der Mittelwert über die vier Schnitte im Bauteil wird 
gebildet, um Extremwerte zu glätten und die teilweise vorhandenen Unterschiede der 
Falten über die Breite der Probe abzufangen. Neben dem Mittelwert über alle vier 




Abb. 4-11: Benennung der Schnittbereiche am C-Profil (Draufsicht) 
Radius RadiusAbdruck Brückenblech
C6 LH C6 RH
C1 LH C1 RH
C4 LH C4 RH
C3 LH C3 RH
A3.1  A2.1  A1.1
A3.3  A2.3  A1.3
A3.4  A2.4  A1.4
A3.6  A2.6  A1.6
B1.1  B2.1  B3.1
B1.3  B2.3  B3.3
B1.4  B2.4  B3.4
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Abb. 4-12: Benennung der Schnittbereiche am C-Profil (Seitenansicht; unten: Schnitt durch das Bau-
teil in den gekennzeichneten Bereichen) 
 
Aufgrund der Komplexität des Omega-Profils wird die Benennung der Positio-
nen angepasst. Entlang der Laminierrichtung werden fünf Bereiche definiert, die grob 
den fünf ebenen Bereichen des Omegas entsprechen, wobei die Radien zu den an 
sie angeschlossenen ebenen Laminatbereichen gezählt und mit einem „R“ separat 
gekennzeichnet werden. Für eine größere Genauigkeit wird eine zweite Zahl hinzu-
gefügt, die die Position innerhalb eines jeden Bereiches in Zehn–Prozent-
Inkrementen der Lauflänge angibt. Zur Unterscheidung ebener Bereiche vom Ab-
druck des Brückenblechs werden die Buchstaben „E“ für ebene Bereiche und „K“ für 
die Kantenzonen des Brückenblechs eingeführt (vgl. Abb. 4-13). Die Schnitte werden 
von 1 bis 4 durchnummeriert, wobei die in Abb. 4-13 gezeigten Pfeile die Blickrich-
tung zur Erstellung der Schliffbilder darstellen. Auch hier werden diskrete Falten in-
nerhalb eines Schnittes miteinander addiert und dann der Mittelwert über alle Schnit-
te gebildet. Die Ermittlung der Werte HF1-unten und HF1-Grenz erfolgt im Bereich zwi-
schen L3R und L3K1 sowie L3K2 und L4R. Zur Vermeidung einer negativen Beein-
flussung durch den 0,2 mm tiefen Abdruck im Laminat bzw. durch die Krümmung des 





Bereiche zur Bestimmung der allgemeinen Ondulation und 
einer möglicherweise erhöhten globalen Welligkeit
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Abb. 4-13: Benennung der Schnittbereiche am Omega-Profil 
 
4.3 Ergebnisse 
4.3.1 Ort und Zeitpunkt der Faltenentstehung 
Zu Beginn der Auswertung steht der Nachweis darüber, dass der in Kapitel 
2.3.2 beschriebene Mechanismus der Faltenbildung bei den hier gefertigten Proben 
auftritt. Zu diesem Zweck wird eine Probe ohne Druckleisten, mit einem Standard-
Vakuumaufbau (Abreißgewebe, Lochfolie, Saugvlies, Vakuumfolie) gefertigt. Durch 
die höhere Reibinteraktion zwischen Vakuumaufbau und oberer Laminatlage wird ein 
Verschieben der überschüssigen Rovinglänge vom Radius in den Stegbereich ein-
geschränkt. Darüber hinaus erlaubt der flexible Vakuumaufbau ein Ausprägen von 
Falten aus der Laminatebene heraus. Auf diese Weise entstehen Falten direkt im 
Radius, wo auch die überschüssige Faserlänge generiert wird. Dies ist bereits beim 
Vakuumziehen vor der eigentlichen Autoklavfahrt zu erkennen. Bereits in diesem frü-
hen Stadium sind Falten im Radiusbereich zu sehen (vgl. Abb. 4-14), die auch nach 
der Aushärtung vorhanden bleiben. Damit zeigt sich, dass beim Verpressen des Au-
ßenradius überschüssige Faserlänge entsteht, die generell zu Falten führen kann, 
sofern sie sich nicht durch Relativverschiebungen der Laminatlagen am freien Lami-
natende ausgleichen kann. Der Reibkoeffizient zwischen Vakuumaufbau und Lami-
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Druckleiste, wodurch ein Ausgleich der überschüssigen Faserlänge am freien Flan-
schende, im Falle der Produktion mit Vakuumaufbau, nicht möglich ist. 
 
 
Abb. 4-14: Falten bei der Produktion mit Vakuumaufbau (M1-cL2v-I-oL) 
 
Der zweite wichtige Aspekt, den es zu beweisen gilt, ist die Relativverschiebung 
der Laminatlagen. Diese wurde in Kapitel 2.3 als einer der Treiber für die verschie-
denen Mechanismen der Faltenbildung identifiziert. Das Kompaktieren vor dem AKL 
wird bei diesem Versuch mit einem leicht modifizierten Vakuumaufbau durchgeführt. 
Anstelle des Abreißgewebes wird eine zusätzliche Trennfolie eingebracht, um den 
Vakuumaufbau nach dem Kompaktieren entfernen zu können. Durch das Kompaktie-
ren mit Vakuumaufbau entstehen erneut erste Falten im Radiusbereich (vgl. Abb. 
4-15 links). Das Aushärten im AKL findet jetzt mit den steifen Druckleisten statt, die 
im Normalfall eine Faltenbildung aus der Laminatebene heraus verhindern und Fal-
ten stattdessen in die Tiefe des Laminates hinein entstehen lassen. Abb. 4-15 zeigt, 
dass die Bauteiloberfläche im Radienbereich nach der Aushärtung auf keinerlei Falt-
enbildung schließen lässt. Auch Schliffbilder vom Radiusbereich zeigen, dass dort 
keinerlei Falten auftreten bzw. die anfänglichen Falten nicht mehr vorhanden sind. 
Stattdessen entstehen Falten im Bereich des Brückenblechs, was beweist, dass die 
überschüssige Faserlänge von den Radien in die Mitte des Steges verschoben wur-
Kompaktieren vor dem AKL Falten nach dem AKL-Zyklus
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Abb. 4-15: Kompaktieren mit Vakuumaufbau, AKL-Zyklus mit Druckleisten (M1-cL2v-S-00) 
 
Kompaktiert man von Anfang an mit den Druckleisten, entstehen bereits beim Kom-
paktieren keine Falten im Radienbereich. Dies ist auf zwei Gründe zurückzuführen. 
Die steifen Druckstücke lassen im Radienbereich kaum mehr als eine erhöhte Wel-
ligkeit zu, aber diskrete, nach außen gewölbte Falten können nicht mehr entstehen. 
Die Reibinteraktion (tack – erhöhte Reibung bei Raumtemperatur, siehe Abb. 6-1 
oder Kapitel 3.8) zwischen Druckstück und oberster Laminatlage übt im Radiusbe-
reich durch das Verschieben des Druckstücks bei der Kompaktierbewegung leichte 
Zugkräfte auf die oberen Laminatlagen aus (Abb. 4-16). Im Bereich des Brücken-
blechs hingegen wird das Laminat eher gestaucht, da die oberen Lagen mitgenom-
men und gegen die Kante des Brückenblechs geschoben werden. Es entstehen also 
Druckkräfte, die zu ersten, sichtbaren Faltenansätzen führen (vgl. Abb. 4-16). Das 
bedeutet, dass bereits im Rahmen der Vorkompaktierung erste Kräfte auf das Lami-
nat wirken, die die Faltenbildung begünstigen und ggf. die Faserstruktur negativ be-
einflussen. Verhindert wird dies im Rahmen der Bauteilfertigung durch häufiges Zwi-
schenkompaktieren dünnerer Lagenpakete. Werden im Rahmen des Zwischenkom-
paktierens solche Fehlstellen erkannt, können diese Lagenpakete ggf. neu aufgebaut 
werden, um das Risiko einer Faltenbildung bei der Autoklavfahrt zu verringern. 
 
Kompaktieren vor dem AKL Nach AKL-Zyklus: Keine Falten im Radius
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Abb. 4-16: Erste Faltenansätze nach dem Kompaktieren mit Druckleisten (rot: exemplarisch hervorge-
hobener Faserverlauf im Bereich der Brückenblechkante) 
 
Anhand weiterer Proben lässt sich ableiten, dass bereits in der 80°C Haltepha-
se und lediglich durch das anliegende Vakuum Falten entstehen. In der zweiten 
Heiz- und Haltephase wächst durch die Erhöhung des Autoklavdrucks die Faltengrö-
ße zwar weiter an, die eigentliche Entstehung der Falte liegt aber bereits in der ers-
ten Haltephase während der Durchtränkung des Materials. Die Proben M2-cL2v-S-06 
und M2-cL3v-S-06 wurden prozessiert, ohne in der zweiten Heizphase den Auto-
klavdruck von 5 bar aufzubauen. Stattdessen wurde lediglich mit Hilfe der Vakuum-
leitung eine Druckdifferenz von 0,55 bar erzeugt. Dennoch zeigen beide Proben auch 
ohne Autoklavdruck deutliche out-of-plane Falten (M2-cL3v-S-06) bzw. erhöhte Wel-
ligkeit und in-plane Falten (M2-cL2v-S-06). Somit kann davon ausgegangen werden, 
dass bereits beim Anlegen des Vakuums vor dem AKL erste Imperfektionen und 
Wellen entstehen, die dann in der Durchtränkungsphase des Materials zu diskreten 
Falten werden. 
  







• Nur 0,55 bar Druckdifferenz 
über den gesamten Prozess
• Porosität aufgrund 
unzureichender Verpressung
• Durchtränkung nicht zu 
100 % abgeschlossen
• Faltenbildung deutlich zu 
erkennen
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4.3.2 Einfluss der Verpressung auf die globale Welligkeit 
Wie bereits zuvor erläutert, ist davon auszugehen, dass die aufgrund von Ondu-
lationen vorliegende Welligkeit durch die Kompaktierung über einen Außenradius 
noch verstärkt wird. Um diesen Effekt aufzeigen zu können, müssen neben Untersu-
chungen im oberen Laminatbereich auch Messungen in den unteren Laminatlagen 
nah am FEMI-Grundkörper durchgeführt werden (vgl. Abb. 4-12). Nur dann kann ein 
Unterschied zwischen normaler Ondulation und erhöhter Welligkeit mit Hilfe eines t-
test for independent means statistisch nachgewiesen werden. 
Die Messungen im unteren Laminatbereich (untere acht Lagen) ergeben eine 
theoretische Lagenhöhe von 0,272 mm. Dieser Wert liegt leicht über der vom Her-
steller angegeben CPT von 0,265 mm, was aufgrund der Verschachtelung der Ondu-
lationen ineinander zu erwarten war (vgl. Abb. 4-8). Messungen im oberen Laminat-
bereich (obere acht Lagen mit maximalem Verpressungsweg) zeigen eine deutlich 
erhöhte Lagenhöhe von 0,305 mm. Diese Werte wurden anhand von drei Omega-
Proben mit 32 Laminatlagen, zwei Omega-Proben mit 48 Laminatlagen und zwei C-
Proben mit 32 Lagen ermittelt. Die Werte weisen zwar einen Variationskoeffizienten 
von ca. 9 % auf, es kann jedoch weder zwischen den verschiedenen Lagenanzahlen 
noch zwischen den Bauteilen ein statistisch signifikanter Unterschied festgestellt 
werden. Statistisch nachweisbar hingegen ist der Unterschied zwischen standard-
mäßig vorliegender Ondulation und erhöhter Welligkeit im oberen Laminatbereich. 
Hier erreicht man im Mittel eine statistische Sicherheit von 99,98 %, dass die Wellig-
keit im oberen Laminatbereich höher ist als im unteren (t-test for independent means, 
bei ungleichen Varianzen, Population 1 mit 127 Werten, Population 2 mit 121 Wer-
ten). Zur Veranschaulichung des Unterschiedes zwischen Welligkeit im unteren und 
oberen Laminatbereich wurden die ermittelten Lagenhöhen in Abb. 4-18 für eine der 
Proben (M2-oL2p-S-05) exemplarisch aufgetragen. Man erkennt bereits optisch den 
Unterschied zwischen den beiden ausgewerteten Laminatbereichen. Zur Erhöhung 
der statistischen Aussagekraft und um mögliche Streuung aufgrund der Auswerteme-
thodik besser abfangen zu können, wurden pro Lage mehrere Werte aufgenommen 
und in Abb. 4-18 aufgetragen. Es zeigt sich somit, dass, wie in Abb. 4-6 dargestellt, 
überschüssige Rovinglänge durch eine Erhöhung der allgemeinen Welligkeit abge-
baut werden kann. Hochrechnungen der lokal ausgewerteten Welligkeit haben erge-
ben, dass bei einem Omega-Profil bis zu 0,5 mm der überschüssigen Bogenlänge in 
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globale Welligkeitserhöhung umgewandelt werden können. Dabei tritt eine erhöhte 
Welligkeit im oberen Laminatbereich auch dann auf, wenn sich zusätzlich eine dis-
krete Falte gebildet hat. Somit können die in Abb. 4-6 zusammengefassten Ergeb-
nisse des Stabilitätsproblems zumindest teilweise bestätigt werden. 
 
 
Abb. 4-18: Lagenhöhen für verschiedene Laminatlagen bei M2-oL2p-S-05 
 
Zur Festlegung der Grenzwerte HF1-unten und HF1-Grenz wird das sogenannte 
99%-confidence interval angesetzt, das sich aus dem Mittelwert aller Messergebnis-
se addiert mit 2,576 Standardabweichungen ergibt. Damit wird sichergestellt, dass 
die Wahrscheinlichkeit, eine erhöhte globale Welligkeit versehentlich als diskrete Fal-
te zu identifizieren, unter 1 % sinkt. 
 
                                          
{ 4-1 } 
                                          
{ 4-2 } 
 
4.3.3 Abhängigkeit der Faltengröße von der Laminatwandstärke 
Betrachtet man den Verpressungsweg, wird deutlich, dass dieser für jede zu-
sätzliche Laminatlage um einen konstanten Wert (ca. 0,10 - 0,12 mm) größer wird. 
Das bedeutet, dass auch die überschüssige Rovinglänge in den Außenradien propor-
tional zur Laminatdicke bzw. zur Lagenanzahl im Laminat zunimmt. Geht man davon 
aus, dass aufgrund des konstanten Fertigungsprozesses bei jedem Bauteil in etwa 
der gleiche Anteil globaler Welligkeit an den freien Bauteilrändern abgebaut wird, 
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Dieser Zusammenhang stellt eine Art Plausibilitätsprüfung für die durchgeführten Ex-
perimente dar. Es werden dabei die Proben des Fertigungsverfahrens M2 ausgewer-
tet, da die Fertigungsmethodik M1 zu einer lokalen Überpressung im Stegbereich 
des C-Profil geführt hat (siehe auch Kapitel 4.3.4 und Abb. 5-24). 
 
 
Abb. 4-19: Faltengröße beim Fertigungsverfahren M2 für Stahl- und Invar-FEMI bei verschiedenen 
Laminatdicken (parallele und vertikale Faserausrichtungen zusammen ausgewertet) 
 
Abb. 4-19 zeigt, dass für beide Tooling-Materialien eine Proportionalität zwi-
schen Laminatdicke und Faltengröße gegeben ist. Für die auf dem Stahl-FEMI gefer-
tigten Proben ergibt sich ein Bestimmtheitsmaß (R²) von 90,0 %, während es bei den 
Proben des Invar-FEMI nur bei 55,6 % liegt. Grund für das geringere Bestimmtheits-
maß ist die deutlich größere Streuung bei den mit Invar-FEMI gefertigten Proben. 
Während sie beim Stahl-FEMI bei 54 % liegt, zeigen die auf dem Invar-FEMI gefer-
tigten Proben 72 % Streuung. Bei beiden FEMI-Materialien ist die Streuung höher, 
als es für wissenschaftlich reproduzierbare Experimente wünschenswert ist, was 
dem Handlaminierverfahren, den verschiedenen Möglichkeiten überschüssige Faser-
länge im Laminat abzufangen (vgl. Abb. 4-6) und der schwierigen Auswertung ge-
schuldet ist (vgl. Kapitel 4.2.1). 
Als Beispiel soll hier Probe M2-cL2p-I-01 (8,48 mm Wandstärke mit 6,104 mm 
Faltengröße) dienen. Sie weist eine überdurchschnittlich hohe Faltengröße auf und 
lässt sich mit 99,9 % statistischer Wahrscheinlichkeit als Ausreißer identifizieren. M2-
cL2p-I-01 zeigt deutlich weniger in-plane Welligkeit und Falten, als die anderen M2-



























Eindeutig als deutlicher 
Ausreißer identifizierbar
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Erhöhung der globalen Welligkeit oder durch out-of-plane Falten abgebaut werden 
muss. Die mittlere Wandstärke von M2-cL2p-I-01 gehört zu den größten Wandstär-
ken unter den M2-cL2p-I-xx Proben. Dadurch sind der Faservolumengehalt im Lami-
nat und somit auch die Stützwirkung gegen eine out-of-plane Faltenbildung etwas 
geringer als bei Proben mit kleineren Wandstärken. Es können also mehr bzw. grö-
ßere out-of-plane Falten gebildet werden, bevor die Gegenkraft in dritter Raumrich-
tung so groß wird, dass die Fasern auch mit in-plane Welligkeiten auf die Druckkräfte 
in Laminatebene reagieren (vgl. Kapitel 4.3.4). Zusätzlich spielen das Faserflächen-
gewicht und der Harzanteil des Ausgangsmaterials eine Rolle. Beide dürfen im Be-
reich von ± 2 % schwanken [160]. Ist das Faserflächengewicht des Ausgangsmateri-
als niedrig und der Harzanteil hoch, so ist bereits der Ausgangsfaservolumengehalt 
geringer und die Stützwirkung gegen out-of-plane Falten sinkt weiter ab [160]. Wäh-
rend sich das Stahl-FEMI im Stegbereich maximal um 0,65 mm (∆T = 160K) ther-
misch ausdehnt, sind es beim Invar-FEMI lediglich 0,08 mm. Somit besteht die Mög-
lichkeit, dass sich Unregelmäßigkeiten aus dem Laminierprozess beim Invar-FEMI 
deutlich stärker niederschlagen als beim Stahl-FEMI, da die thermische Dehnung 
des Stahls die Rovings strafft und Unregelmäßigkeiten glättet. Nimmt man die als 
Ausreißer identifizierte Probe M2-cL2p-I-01 aus der Betrachtung heraus, ergibt sich 
ein Bestimmtheitsmaß von über 64 % für die mit Invar-FEMI gefertigten Proben. Die 
Proportionalität zwischen Laminatdicke und Faltengröße kann damit bestätigt wer-
den. 
 
4.3.4 Einfluss der Stützwirkung des Laminates (M1 vs. M2) 
Die beiden Fertigungsverfahren M1 und M2 für das C-Profil weisen einen deut-
lichen Unterschied in ihrem Verpressungsverhalten auf. Während die Radien- und 
Randbereiche bei beiden Prozessen noch annähernd gleich verpresst werden (M1: 
4,4 mm; M2: 4,5 mm), unterscheidet sich der Stegbereich des C-Profils besonders 
unterhalb des Brückenblechs deutlich (M1: 3,2 mm; M2: 4,0 mm). Durch die ähnliche 
Verpressung im Radiusbereich ist die überschüssige Faserlänge bei beiden Ferti-
gungsverfahren etwa gleich. Die starke Überpressung im Stegbereich bei M1 führt 
hingegen zu Unterschieden in der Faltengröße. Out-of-plane Falten werden kleiner, 
während in-plane Falten und Welligkeiten merklich zunehmen. Dieses Verhalten 
hängt direkt mit der Stützwirkung des Faserbettes zusammen (Kapitel 3.5.3). Das 
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stark nicht-lineare Verhalten in dritter Raumrichtung sorgt dafür, dass ab einem ge-
wissen Faservolumengehalt die Gegenkräfte gegen ein Vergrößern der Falte in Di-
ckenrichtung die Kräfte zur Ausbildung einer in-plane Falte übersteigen. Die out-of-
plane Falte wächst also nicht mehr weiter und es entsteht stattdessen eine in-plane 
Falte oder Welligkeit.  
 
 
Abb. 4-20: Faltengröße in Abhängigkeit der Laminatwandstärke für beide Fertigungsverfahren 
 
Abb. 4-20 zeigt die Mittelwerte aus jeweils drei Proben pro Laminatwandstärke 
für Fertigungsverfahren M1 und jeweils vier Proben pro Wandstärke für M2. Man er-
kennt für beide Fertigungsverfahren sehr ähnliche Faltengrößen bei 4,24 mm und 
8,48 mm Wandstärke. Mit Hilfe eines t-test for independent means lässt sich nach-
weisen, dass es keinen statistisch signifikanten Unterschied zwischen beiden Ferti-
gungsverfahren gibt. Auch die geringfügige Einschränkung des Ausgleichs über-
schüssiger Faserlänge am freien Flansch-Ende bei M2 (Folie im Kontakt mit Bauteil 
und AKL-Druck wirkt auf Bauteilkante) scheint nur einen geringen bis gar keinen Ein-
fluss auf das Ergebnis zu haben. Für eine Wandstärke von 12,72 mm unterscheiden 
sich beide Fertigungsverfahren jedoch deutlich. Während für M2 der erwartete linea-
re Anstieg stattfindet, nimmt die Faltengröße für M1 oberhalb von 8,48 mm nicht 
mehr weiter zu. Bei M1 kommt es im Bereich des Brückenblechs zur deutlichen 
Überpressung (3,2 mm finale Wandstärke anstatt 4,0 mm). Diese führt besonders 
unterhalb der entstehenden diskreten Falte zu einer lokalen Steigerung des Faservo-



























 Stahl 'M1 - offen'
 Stahl 'M2 - geschlossen'
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einer Vergrößerung der Falte entgegen wirken, steigert. Betrachtet man den    unter 
der Falte (Abb. 4-21), ist zu erkennen, wie dieser bei M1 – 8,48 mm sein Maximum 
erreicht. Wird jetzt bei einem dickeren Laminat der Verpressungsweg noch höher, 
müsste auch der lokale Faservolumengehalt weiter ansteigen, wenn eine größere 
out-of-plane Falte entsteht. In diesem Fall würden aber noch höhere Kräfte in 3. 
Richtung der Vergrößerung der out-of-plane Falte entgegenwirken. Die Rovings be-
ginnen stattdessen, mit in-plane Verformung auszuweichen (Abb. 4-21 und Abb. 
4-22). Exemplarische Untersuchungen an repräsentativen Proben bestätigen dies. 
 
 
Abb. 4-21: Faservolumengehalt (bestimmt anhand von Dickenmessungen in Schliffbildern) unterhalb 
der Falte bei verschiedenen Wandstärken für M1 und M2 
 
Abb. 4-22 zeigt eine Micro-CT Aufnahme der Probe M1-cL3-S-03 mit Blick in z-
Richtung (senkrecht zur Lagenebene) auf die zweite Laminatlage. Besonders an den 
Glasfasermarkierungsfäden lassen sich die starken in-plane Falten erkennen. Es 
lässt sich also schlussfolgern, dass die Stützwirkung des Laminates senkrecht zur 
Lagenebene einen erheblichen Einfluss darauf hat, wie sich die überschüssige Ro-
vinglänge auf out-of-plane und in-plane Falten verteilt.  
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4.3.5 Abhängigkeit der Faltengröße vom FEMI-Material 
Aufgrund der großen Streuung bei den Versuchen (vgl. Kapitel 4.3.3 und Abb. 
4-19) ist es nicht möglich, einen Unterschied in der Faltengröße zwischen Stahl- und 
Invar-FEMI statistisch nachzuweisen. Der Unterschied in der thermischen Dehnung 
im Steg-Bereich der FEMI liegt bei lediglich 0,6 mm.  
 
             ̅̅ ̅̅ ̅̅                       
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             ̅̅ ̅̅ ̅̅                      
   
 
 
                      
{ 4-4 } 
 
Die Standardabweichungen der Versuche mit den Laminaten cL1, cL2 und cL3 
auf Stahl- und Invar-FEMI liegen jedoch im Mittel bereits bei 1,17 mm. Das bedeutet, 
dass die Streuung der Einzelversuche bereits deutlich größer ist als der maximal 
mögliche Unterschied in der Faltengröße, ausgelöst durch thermische Dehnung. Da-
her können die hier verwendeten Experimente nicht genutzt werden, um den aus der 
Praxis bekannten Einfluss des Tooling-Materials nachzuweisen. 
 
4.3.6 Abhängigkeit der Faltengröße vom Laminataufbau 
Theoretische Betrachtungen legen nahe, dass sich verschiedene Laminatauf-
bauten und vor allem verschiedene Faserarchitekturen (UD oder Gewebe) bei der 
Faltenbildung unterschiedlich verhalten. Die Rovings in UD-Lagen liegen weitestge-
hend gestreckt vor, also ohne die beim Gewebe vorhandenen Ondulationen. Ondula-
tionen in einer Gewebelage stellen bereits Imperfektionen dar, die ein Ausknicken 
der Rovings zur Falte begünstigen. Ohne Ondulationen verhalten sich die Rovings 
eher wie ein klassischer Knickstab, der erst Welligkeiten bzw. diskrete Falten zeigt, 
wenn eine kritische Last überschritten wurde. Weiterhin führen die gestreckten Fa-
sern zu einer höheren Längssteifigkeit der Laminatlage. Setzt man die einfache Be-
rechnung eines Euler-Knickstabes an, so führt eine erhöhte Längssteifigkeit auch 
gleichzeitig zu einer höheren kritischen Knicklast. Weniger Imperfektionen und eine 
höhere kritische Knicklast bei UD-Lagen sollten also zu einem deutlich geringeren 
Faltenrisiko führen. Ein weiterer Effekt ist die Stützwirkung in dritter Raumrichtung. 
Kapitel 3.5.3 hat gezeigt, dass UD-Laminate eine steilere   (  )-Kurve aufweisen 
und somit eine größere Stützwirkung in dritter Raumrichtung erzeugen. 
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Abb. 4-23: Vergleich UD- (oben: M2-cL4v-I-01, unten: M2-cL4*v-I-02), Misch- (oben: M2-cL5v-S-01, 
unten: M2-cL5*v-S-02) und Gewebe-Laminat (oben: M2-cL1v-I-01, unten: M2-cL2v-I-04) 
 
Abb. 4-23 zeigt den Vergleich zwischen einem reinen 0°-UD- und einem 0/90°-
Gewebelaminat. Während das UD-Laminat selbst bei 8,48 mm Wandstärke nur ge-
ringe Beeinträchtigungen der Faserstruktur aufweist, sind beim Gewebelaminat deut-
liche Falten zu erkennen. Das bedeutet, dass, trotz annähernd gleichem Verpres-
sungsweg, UD-Lagen deutlich weniger faltenanfällig sind als Gewebelagen. Reine 
UD-Laminate werden im Hubschrauberbau jedoch nicht verwendet. Daher wurden im 
Rahmen dieser Arbeit auch Mischlaminate getestet. Abb. 4-23 zeigt, dass auch die 
Kombination aus UD- und Gewebe-Lagen eine Verringerung der Faltengröße bewir-
ken kann. Um diese Effekte berücksichtigen zu können, sollte man bei der Bewer-
tung des Faltenrisikos unbedingt den Laminataufbau einbeziehen. 
 
4.3.7 Abhängigkeit der Faltengröße von der Ausrichtung der oberen Laminatlage 
Bereits bei den Reibungsmessungen zwischen FEMI und Prepreg hat sich ge-
zeigt, dass sich bei 0/90°- und 90/0°-Ausrichtung des Laminates deutliche Unter-
schiede ergeben (Abb. 4-24 oben links). Da die TPI einen entscheidenden Faktor bei 
der Faltenbildung darstellt, ist es naheliegend, dass die Ausrichtung der obersten 
Laminatlage auch einen Einfluss auf die Faltenbildung hat. Um diesen Effekt zu be-
stätigen, wurden Proben mit 0/90°- oder 90/0°-Ausrichtung angefertigt. Wie in Kapitel 
UD-Laminat Mischlaminat Gewebe-Laminat
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4.3.5 erläutert, lassen sich keine Unterschiede zwischen Stahl- und Invar-FEMI fest-
stellen. Proben beider Materialien wurden bei der statistischen Auswertung einge-
setzt. Tabelle 4-2 zeigt eine Übersicht der verwendeten Proben. Rein graphisch be-
trachtet zeigt sich das erwartete Bild mit größeren Falten für ein schussdominiertes 
90/0°-Laminat (Abb. 4-24 oben rechts). Betrachtet man die Ergebnisse mit Hilfe ei-
nes t-test for independent means, lässt sich jedoch kein klares Bild erzeugen. Die 
statistischen Wahrscheinlichkeiten, dass die Falten bei schussdominierter 90/0°-
Ausrichtung größer sind als bei kettdominierter 0/90°-Ausrichtung, liegt immer unter-
halb 80 % (4,2 mm ~ 80 %; 8,5 mm ~ 75 %; 12,7 mm ~ 64 %). Damit sind die Ergeb-
nisse statistisch nicht signifikant. Der Grund hierfür könnte jedoch auch in der großen 
Streuung der Experimente (Variationskoeffizient teilweise über 100 %) und der für 
diese hohe Streuung geringen Anzahl an Messwerten zu finden sein. Unter Einbe-
ziehung der Reibungsmessungen (Abb. 4-24 oben links) bleibt der Eindruck, dass 
die Faserausrichtung (kett- oder schussdominiert) einen nicht unbedeutenden Ein-
fluss auf die Faltenbildung hat, auch wenn sich dieser statistisch aktuell noch nicht 
nachweisen lässt. Es wird vermutet, dass die Verschiebung der Druckleiste während 
des Kompaktierens eine zusätzliche Verschiebung der oberen Lage hin zur Stegmitte 
erzeugt, die Lage dadurch stärker gestaucht wird und somit eine größere Falte ent-
steht (Abb. 4-24 unten rechts). Die zusätzliche Verschiebung der Lage wird durch 
den um fast 50 % gesteigerten Reibkoeffizienten bei 90/0°-Ausrichtung ermöglicht 
(vgl. Abb. 4-24). Gestützt wird diese Vermutung auch durch die Prozesssimulation 
(siehe Kapitel 0 und Abb. 6-5). 
 
Tabelle 4-2: Übersicht über die zur Auswertung verwendeten Proben 
Ausrichtung Wandstärke Anzahl Probennummern 
0/90° 4,24 mm 3 M2-cL1v-I-01, M2-cL1v-I-04, M2-cL1v-S-04 
90/0° 4,24 mm 4 
M2-cL1p-I-02, M2-cL1p-I-03, M2-cL1p-S-01, 
M2-cL1p-S-03 
0/90° 8,48 mm 3 M2-cL2v-I-03, M2-cL2v-I-04, M2-cL2v-S-04 
90/0° 8,48 mm 5 
M2-cL2p-I-01, M2-cL2p-I-02, M2-cL2p-S-01, 
M2-cL2p-S-02, M2-cL2p-S-03 
0/90° 12,72 mm 6 
M2-cL3v-I-01, M2-cL3v-I-02, M2-cL3v-I-03, M2-
cL3v-S-01, M2-cL3v-S-02, M2-cL3v-S-03 
90/0° 12,72 mm 2 M2-cL3p-I-04, M2-cL3p-S-04 
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Abb. 4-24: Unterschied in der Faltengröße bei 0/90°- und 90/0°-Faserausrichtung (oben links: Reibko-
effizienten; oben rechts: Faltengrößen; unten links: Bilder der Proben mit den beiden Faserausrich-
tungen; unten rechts: Prinzipskizze der Kräfte an der oberen Laminatlage) 
 
4.3.8 Abhängigkeit der Faltengröße von der Bauteilgeometrie 
Dodwell et al. [51] untersuchen den Einfluss der Flanschlänge auf die Faltenbil-
dung. Erland et al. [96] zeigen mit Hilfe theoretischer Überlegungen, wie sich der 
überspannte Winkel auf die Scherung des Materials und damit ebenfalls auf die Falt-
enbildung auswirkt. Unter Berücksichtigung dieser Arbeiten werden hier zwei unter-
schiedliche Bauteile verglichen. Das Omega-Profil überspannt mit seinen beiden 
oberen Außenradien lediglich einen Winkel von 45° im Vergleich zu den 90° beim C-
Profil. Außerdem weist das Omega-Profil an seinen unteren Flanschen zwei Innen-
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überschüssige Faserlänge zu produzieren. Somit sollte die Faltengröße beim Omega 
mindestens um einen Faktor zwei geringer sein als beim C-Profil.  
Weiterhin werden für C- und Omega-Profil verkürzte Flanschlängen getestet. 
Hauptziel ist, die nötige Basis zur Verifikation der Prozesssimulation zu schaffen. Die 
Simulation muss in der Lage sein, verschiedene Bauteilgeometrien abzubilden, damit 
sie später vollumfänglich in der Produktion von Hubschrauberbauteilen verwendet 
werden kann. 
 
Tabelle 4-3: Vergleich Omega und C-Profil (alle Proben auf dem Stahl-FEMI) 
Proben Anzahl Wandstärke Faltengröße SD 
C-Profil (M2 – 130 mm Flansch) 4 8,5 mm 2,59 mm 0,43 mm 
C-Profil (M2 – 130 mm Flansch) 4 12,7 mm 6,11 mm 0,92 mm 
Omega-Profil (M2 – vollständiger 
Flansch) 
4 8,5 mm 0,95 mm 0,45 mm 
Omega-Profil (M2 – vollständiger 
Flansch) 
4 12,7 mm 1,98 mm 0,58 mm 
C-Profil (M2 – 30 mm Flansch) 1 8,5 mm 0,35 mm - 
Omega-Profil (M2 – 30 mm Flansch) 1 8,5 mm 0,00 mm - 
 
Für die 8,5 mm Profile mit vollständigem Flansch ergibt sich anhand eines t-test 
for independent means eine statistische Wahrscheinlichkeit von nur 0,1 %, dass die 
deutlich geringere Faltengröße beim Omega-Profil ein zufälliges Ergebnis ist. Da all-
gemein eine Wahrscheinlichkeit kleiner 5 % ausreichend ist, um ein Ergebnis als sta-
tistisch signifikant anzusehen, kann hier davon ausgegangen werden, dass die 
Omega-Geometrie zu deutlich kleineren Falten führt, als das C-Profil. Noch deutli-
cher ist das Ergebnis bei den Proben mit 12,7 mm Wandstärke. Hier ist die Wahr-
scheinlichkeit eines zufälligen Ergebnisses bei nur 0,05 %, also um einen Faktor 100 
geringer als benötigt wird, um von einem statistisch signifikanten Ergebnis zu spre-
chen. Es kann also experimentell bestätigt werden, dass die Omega-Profile eine ge-
ringere Faltengröße aufweisen als die C-Profile. Analysiert man die Werte weiter, ist 
zu erkennen, dass die Faltengröße bei den Omega-Profilen um etwa den Faktor drei 
geringer ist, als bei den C-Profilen. Würde man nur die Radien alleine betrachten, 
sollte nach Erland et al. [96] etwa die halbe Faltengröße bei den Omega-Profilen ent-
stehen, da die Fasern nur einen 45°, statt einem 90°-Winkel im Radius umspannen 
müssen. Ein Unterschied mit dem Faktor drei bedeutet, dass nicht nur der 45°-
Winkel einen Einfluss auf die Faltenbildung hat, sondern auch die zusätzlichen nega-
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tiven Radien im unteren Bereich des Omega. Wie erwartet, tragen diese Radien da-
zu bei, überschüssige Faserlänge aufzunehmen und die Faltengröße sowie das Fal-
tenrisiko zu reduzieren. Die Simulationen in Kapitel 0 (besonders Abb. 6-4) bestäti-
gen diese Vermutung. Abb. 6-4 zeigt, dass der negative Radius Zugspannungen in 
die obere Laminatlage einbringt, die deutlich über die Flansch-Mitte hinaus bis fast 
an den oberen Außenradius reichen. Diese Zugspannungen unterstützen die Ver-
schiebung überschüssiger Rovinglänge in den unteren Innenradius, wodurch weniger 
überschüssige Länge in die Falten im Stegbereich entfällt. 
Zusätzlich zum Vergleich zwischen Omega- und C-Profil wurden Bauteile mit 
verkürztem Flansch gefertigt. Bei den verkürzten Omega-Profilen fallen der untere 
Innenradius und ein Großteil der schrägen Flanschsektion weg, während beim ver-
kürzten C-Profil lediglich der ursprünglich 130 mm lange Flansch um 100 mm ver-
kürzt wird. Nach Dodwell et al. [51] sollte ein verkürzter Flansch die Faltenbildung 
deutlich reduzieren, da aufgrund der verringerten Reibfläche zwischen Radius und 
freiem Ende mehr überschüssige Rovinglänge am freien Bauteilende ausgeglichen 
werden kann. Tabelle 4-3 zeigt, dass, wie erwartet, beide Profil-Typen mit verkürz-
tem Flansch deutlich kleinere Falten zeigen als die Standardbauteile. Darüber hinaus 
sind auch bei den verkürzten Proben die Falten im Omega-Profil deutlich kleiner 
(keine Falten) als beim C-Profil, was sich durch den vom Außenradius umschlosse-
nen Winkel erklären lässt (siehe oben). Bei den C-Profilen ergibt sich statistisch be-
trachtet eine Wahrscheinlichkeit von über 99,9 %, dass es sich nicht um ein zufälli-
ges Ergebnis handelt, sondern die Falten bei einem Bauteil mit verkürztem Flansch 
physikalisch bedingt kleiner sind. Bei den Omega-Profilen liegt die Wahrscheinlich-
keit knapp über 95 %, was aber noch immer als statistisch signifikantes Ergebnis an-
gesehen werden kann. Diese Wahrscheinlichkeiten wurden ermittelt, indem man den 
Unterschied in der Faltengröße zwischen normalen und verkürzten C-Profilen als ein 
Vielfaches der Standardabweichung (SD) ausdrückt. Erhält man einen Unterschied 
von beispielsweise 2,576 SD, entspricht dies einer 99,9 % Wahrscheinlichkeit, dass 
der Wert nicht zur Grundgesamtheit (Population) bzw. der Gaußverteilung der Bau-
teile mit normalem Flansch gehört. 
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4.3.9 Lagentrennungen 
Es besteht die Möglichkeit, Laminatlagen im Bauteil zu trennen und durch ent-
sprechende Verschachtelung der Trennstellen die Steifigkeit und Festigkeit des La-
minates aufrechtzuerhalten. Dies wird beispielsweise bei großen und komplexen 
Strukturen praktiziert, um das Laminieren zu erleichtern oder die Verzerrung der La-
gen beim Laminieren zu verhindern. Teilt man beim C-Profil die Lagen im Stegbe-
reich, kann mit Hilfe dieser Teilungen auch ein Ausgleich überschüssiger Faserlänge 
erzeugt werden. Dadurch, dass die Lagen nicht mehr zusammenhängen und nicht 
auf Stoß, sondern mit einem 2 mm Spalt positioniert werden, entsteht ein kleiner 
Hohlraum im Laminat, der ein Verschieben der Lagen zulässt, ohne größere 
Druckspannungen im Laminat aufzubauen (vgl. Abb. 4-25).  
 
 
Abb. 4-25: Vergleich eines Laminates mit durchgängigen und geteilten Lagen 
 
Auch dieses Vorgehen wurde experimentell mit einer einzelnen Vergleichspro-
be (M2-cL2p-S-split) getestet. Der Vergleich der Schliffbilder in Abb. 4-25 (links: 
Standardlaminat; Mitte: Laminat mit Lagentrennungen) zeigt bereits bei Betrachtung 
mit bloßem Auge, dass die Probe mit Lagentrennungen (M2-cL2p-S-split) zu kleine-
ren Falten führt. Die Referenzproben (M2-cL2p-S-0x) weisen eine mittlere Faltengrö-
ße von 2,59 mm bei einer Standardabweichung von 0,43 mm auf. M2-cL2p-S-split 
hat dagegen eine Faltengröße von nur 0,40 mm. Das bedeutet, dass die Falte mehr 
als fünf Standardabweichungen kleiner ist als die Referenzfaltengröße. Damit ergibt 
sich eine Wahrscheinlichkeit kleiner 0,0001 % für ein zufälliges Ergebnis, dass ei-
gentlich der Gaußverteilung der Referenzproben zuzuschreiben ist. Warum trotz der 
Lagentrennungen kleine Falten entstanden sind, wird mit Hilfe der Prozesssimulation 
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4.4 Schlussfolgerungen für die Prozesssimulation 
Die experimentelle Untersuchung der Faltenbildung beim Kompaktieren über 
einem Außenradius hat gezeigt, dass der von Dodwell et al. [51] erläuterte Mecha-
nismus bei den verwendeten C- und Omega-Profilen ebenfalls auftritt. Darüber hin-
aus konnten die wichtigsten Treiber der Faltenbildung identifiziert werden. Diese sind 
der auftretende Kompaktierweg, die Relativverschiebung bzw. die Reibinteraktion 
zwischen den Laminatlagen, die Faserarchitektur (UD oder Gewebe) und die Bau-
teilgeometrie inklusive der Möglichkeit, Laminatlagen zu trennen, um freie Lagenen-
den zum Ausgleich der überschüssigen Rovinglänge zu erzeugen. Die Stützwirkung 
des Laminates in 3. Raumrichtung hingegen beeinflusst weniger das Faltenrisiko 
selbst, als das Resultat der Faltenbildung. Eine gute Stützwirkung verändert lediglich 
den Typ der Falte von out-of-plane zu in-plane.  
Der Kompaktierweg und die Bauteilgeometrie hängen insofern zusammen, als 
sie die maximal mögliche überschüssige Faserlänge an einer bestimmten Stelle im 
Bauteil vorgeben. Je nach überspanntem Winkel, je nach Flanschlänge oder Position 
der Lagenschnitte und abhängig von der Laminatdicke (Verpressungsweg) ergibt 
sich die maximal mögliche überschüssige Faserlänge. Um den zeitlichen Verlauf der 
Kompaktierung und die Entwicklung der entscheidenden Parameter umfassend vor-
hersagen und darstellen zu können, bietet es sich an, eine auf diese Thematik spezi-
alisierte Prozesssimulation zu entwickeln. Diese muss in der Lage sein, die Kompak-
tierung inklusive der Durchtränkungsphase des Laminates korrekt abzubilden. An 
erster Stelle steht hier die richtige Erfassung der teilweise nicht-linearen und zeitlich 
veränderlichen Materialdaten (vgl. Kapitel 3). Die Viskosität und der damit verbunde-
ne Harzfluss können nur dann richtig abgebildet werden, wenn der Kompaktiersimu-
lation eine thermische Simulation vorangeschaltet wird, die die korrekte Temperatur- 
und die Aushärtegradverteilung berechnet und an die Kompaktiersimulation übergibt. 
Wie in Kapitel 2.4.2 dargestellt, muss neben dem Harzfluss auch das mechanische 
Verhalten der Fasern in Dickenrichtung korrekt erfasst werden, um den zeitlichen 
Verlauf der Verpressung vorhersagen zu können. Die korrekte Erfassung des me-
chanischen Verhaltens der Fasern in allen Raumrichtungen hilft außerdem, die 
Stützwirkung in dritter Raumrichtung und die Unterschiede zwischen den verschie-
denen Faserarchitekturen in der Simulation abzubilden. Die Relativverschiebung der 
Laminatlagen zueinander und die Verschiebung der FEMI-Elemente relativ zum La-
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minat stellen eine besondere Herausforderung für die Simulation dar. Die Kontaktflä-
chen zwischen den einzelnen Lagen und auch die TPI sind reibbehaftet. Nur, wenn 
diese Reibung korrekt abgebildet wird, lassen sich die Relativverschiebungen und 
die entstehenden inneren Spannungen im Laminat korrekt erfassen. Dabei ist die 
absolute Größe der Spannungen von untergeordneter Bedeutung, solange der zeitli-
che Verlauf und die Spannungstendenzen richtig vorhergesagt werden. Die Bauteil-
geometrie und damit Laminatdicke, Flanschlänge, Lagenschnitte, etc. kann mit Hilfe 
des FE-Netzes abgebildet werden.  
Bei der Entwicklung einer Prozesssimulation müssen die Besonderheiten des 
verwendeten Prepreg-Materials berücksichtigt werden. Da es sich beim HexPly 
M18/1 um ein hot-melt-prepreg handelt, sind die Fasern nicht vollständig durchtränkt. 
Es werden bei der Herstellung lediglich Harzfilme auf Ober- und Unterseite der Fa-
serstruktur aufgebracht. Dadurch entstehen Kanäle (sogenannte engineered vacuum 
channels) zwischen den Rovings, die ein besseres Evakuieren des Laminates er-
möglichen und somit die Porenbildung drastisch reduzieren. Allerdings führt dieser 
Aufbau des Prepregs auch zu einem deutlich komplexeren Verpressungsverhalten 
als bei voll durchtränkten Prepregs, da die Durchtränkung im Rahmen der ersten 
Heiz- und Haltephase stattfindet (vgl. Abb. 4-26). Die experimentelle Charakterisie-
rung der Faltenbildung hat darüber hinaus aufgezeigt, dass viele Falten bereits in 
dieser Durchtränkungsphase entstehen. Möchte man den gesamten, für die Falten-
bildung relevanten Kompaktierweg im Autoklaven abbilden, muss die Durchtränkung 
des Laminates in der ersten Heiz- und Haltephase des Autoklavzyklus berücksichtigt 
werden. Die meisten bisherigen Prozesssimulationsansätze setzen allerdings voll 
durchtränktes Material als Ausgangsbedingung voraus und können daher nur die 
Verpressung des hot-melt in der zweiten Heizphase korrekt darstellen [3], [41], [85], 
[106] (vgl. auch Kapitel 2.4.2 und Abb. 4-26). 
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Abb. 4-26: Verlauf der Verpressung bei einem hot-melt-prepreg 
 
In dieser Durchtränkungsphase fallen die Viskosität der Matrix und der Reibko-
effizient zwischen den Lagen rapide ab und erlauben die Relativverschiebung der 
Faserlagen zueinander. Erst in der zweiten Heizphase steigt die interlaminare Rei-
bung aufgrund der stärkeren Kompaktierung und der Zunahme der Faser-Faser-
Kontaktfläche wieder an (vgl. Kapitel 3.8, insbesondere Abb. 3-18, sowie [157]). So-
mit ist besonders die Durchtränkungsphase von Bedeutung für die Ausbildung von 
Falten im Laminat und muss in der Simulation abgebildet werden (vgl. Kapitel 4.3.1). 
Da die Durchtränkung ein hochkomplexer Prozess ist, der auf Mikro- und Mesoebene 
stattfindet, bietet es sich an, über phänomenologische Simulationsansätze nachzu-
denken. Auf diese Weise kann der Verlauf der Durchtränkung und der Verpressung 
auf Meso- bzw. Makroebene korrekt dargestellt werden, während einige der Aspekte 
auf Mikroebene stark vereinfacht betrachtet werden. Ein phänomenologischer Ansatz 
bietet den großen Vorteil, dass die für die Abschätzung der Faltenbildung wichtigen 
Einflussfaktoren gezielt eingebracht werden können, ohne alle physikalischen Effekte 
bis ins Detail modellieren zu müssen. Somit lässt sich eine Simulation entwickeln, die 
in der Lage ist, auch größere Bauteile abzubilden.  
Ausgangszustand Start des Autoklavzyklus
1. Haltestufe 2. Heizphase







Wie in Kapitel 2.4 und 4.4 dargestellt, gibt es aktuell noch keinen Simulations-
ansatz, der die in der Autoklavfertigung auftretenden Reibinteraktionen und die häu-
fig aus der Konsolidierung resultierende Faltenbildung effizient erfassen kann. Die 
enormen Rechenkapazitäten, die nötig sind, um bereits existierende Simulationsan-
sätze auf einen industriellen Maßstab zu übertragen, machen sie für den alltäglichen 
Einsatz im Tooling-Design unbrauchbar [6]. Für eine frühzeitige Erkennung der Falt-
enbildung muss ein effizienter Simulationsprozess entwickelt werden. Dieser muss 
nicht nur das thermische Verhalten von Tooling und Bauteil berücksichtigen, sondern 
auch die Aushärtung, die Kompaktierung sowie die veränderlichen Reibzustände. 
Statt der in Kapitel 2.4 genannten Software-Pakete wird die allgemeine FE-Software 
ABAQUS™ in Kombination mit Benutzerunterprogrammen (user subroutines – USR) 
bzw. anwendergenerierten Materialmodellen (user defined materials – UMAT) ver-
wendet. Dies ermöglicht nicht nur die Nutzung sämtlicher in der Finiten Elemente 
Methode zur Verfügung stehenden Möglichkeiten, sondern den direkten Eingriff in 
Materialmodelle und -parameter zur Durchführung von Sensitivitätsanalysen und Pa-
rameterstudien. 
Wichtig bei der Aufstellung eines Simulationsprozesses ist maximale Flexibilität, 
um auch Zwischenergebnisse unverzüglich für die Tooling-Optimierung nutzen zu 
können. Eine thermisch-mechanisch sequentielle Simulation bietet sich an, da sie 
eine vom weiteren Simulationsprozess unabhängige thermische Optimierung ermög-
licht und allgemein geringere Rechenzeiten aufweist (vgl. Kapitel 2.4). Die thermi-
sche Simulation sollte dabei neben der zeitlichen und örtlichen Temperaturverteilung 
auch den Verlauf des Aushärtegrades und der Glasübergangstemperatur ermitteln 
können, um die korrekte und vollständige Aushärtung sicherzustellen. Diese Er-
kenntnisse können direkt zur thermischen Tooling-Optimierung oder für weitere Si-
mulationsschritte Anwendung finden. 
Neben dem thermischen müssen das mechanische Verhalten und besonders 
die Kompaktierung des Prepreg-Materials von der Simulation erfasst werden, da die-
se eine entscheidende Rolle bei der Faltenbildung spielt. In Anlehnung an die in der 
Software COMPRO™ verwendete Systematik (siehe auch [27, 41, 113]) erscheint es 
sinnvoll, Kompaktierung und rein mechanisches Verhalten voneinander zu trennen 
(Abb. 5-1). Dabei ist von Vorteil, dass die Komplexität der einzelnen Simulationsmo-
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dule sinkt und man im Rahmen der Kompaktiersimulation die Matrix als Flüssigkeit 
berücksichtigen kann. Nachteilig ist das Hinzufügen eines weiteren Simulationsmo-
duls, das Modelaufbau benötigt und die Gesamtrechenzeit steigert. Diese Nachteile 
können unter Umständen dadurch kompensiert werden, dass nach jedem einzelnen 
Modul Zwischenergebnisse extrahiert werden, die der Tooling-Optimierung dienen. 
Weiterhin läuft die Faltenbildung im Autoklaven nur in der flüssigen Phase der Matrix 
ab. Zur Bewertung der Faltenbildung sind also das thermochemische und das Kom-
paktiermodul ausreichend (vgl. Abb. 5-1). 
Die thermische Simulation bildet den gesamten Autoklav-Zyklus ab und liefert 
damit für Kompaktier- und mechanisches Modul die nötigen Temperatur- und Aus-
härtegraddaten. Da die Kompaktierung nur bei flüssiger Matrix stattfindet, kann das 
Kompaktiermodul nach Überschreiten des Gelpunktes bzw. einer Grenzviskosität 
gestoppt werden [41, 113].  
 
 
Abb. 5-1: Simulationsprozess mit separatem Kompaktiermodul 
 
Um die Faltenbildung vorhersagbar zu machen, müssen die interlaminare Rei-
binteraktion und die TPI in die Simulation eingebracht werden. Johnston et al. [27, 
62, 63] nutzen sogenannte shear layers. Nachteil dieser zusätzlichen Lagen aus FE-
Elementen ist ihre geringe Dicke und die daraus resultierende geringe Elementgröße 
für die Erzeugung eines akzeptablen element aspect ratios (AR). Eine weitere Mög-

























dener in ABAQUS™ hinterlegter Reibgesetze oder das Hinzufügen neuer Reibge-
setze mit Hilfe von USR. Ein Vorteil bei dieser Vorgehensweise ist die Vielzahl an 
bereits vorhandenen Variationen in ABAQUS™ und die Kombinationsmöglichkeit mit 
der Kompaktiersimulation. Nachteilig sind die bei der Kontaktsimulation häufig auftre-
tenden Konvergenzprobleme und die gesteigerte Rechenzeit.  
 
5.1 Thermochemisches Modul 
Aufgrund der Temperatur- und Aushärtegradabhängigkeit der meisten Materi-
aleigenschaften des Harzes stellt die thermische Simulation das Rückgrat der MPS 
dar. Eine optimale thermische Simulation ist essentiell, um die Temperaturverteilung 
als Fehlerquelle der Simulationsergebnisse zu minimieren. 
 
5.1.1 Randbedingungen 
Verschiedene Ansätze zur Abbildung der thermischen Randbedingungen wur-
den in Kapitel 2.4.1 zusammengefasst. Da die Verfahren mit optimaler Genauigkeit 
das Vorschalten weiterer analytischer oder numerischer Berechnungen sowie eine 
Anpassung des Simulationsmodels für jeden neuen Autoklav-Beladungszustand er-
fordern, wurde im Rahmen dieser Arbeit ein vereinfachter semi-empirischer Ansatz 
entwickelt, der in seiner Genauigkeit zwischen CFD-Analysen und dem einfachen 
Verfahren von Johnston [27] angesiedelt ist [161]. Basis ist die allgemeine Formel 
zur Berechnung des HTC (h) anhand der Nusselt- (  ), der Reynolds- (  ) und der 
Prandtlzahl (  ) [22, 21, 162] die um drei Kalibrierfaktoren (        ) erweitert wird 
[161].    dient dazu, die lokalen Strömungseffekte des FEMI selbst zu berücksichti-
gen (vgl. Abb. 5-3 oben), während    Windschatten durch andere Toolings und ver-
schiedene Tischpositionen im Autoklaven berücksichtigt (vgl. Abb. 5-3).    wurde mit 
Hilfe von eigenen Untersuchungen [A11] und aus der Arbeit von Hudek [104] abge-
leitet und bezieht die longitudinale Position des Toolings im Autoklaven mit ein. 
 
               
   (  )
   (  )   
 
       
{ 5-1 } 
 
Diese Grundgleichung kann auf verschiedene umströmte Geometrien ange-
wendet werden, wobei sich lediglich der Vorfaktor     und die Exponenten     und 
    unterscheiden [161], [21], [22]. Die beste Übereinstimmung mit dem Kurvenver-
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lauf von HTC-Messungen in verschiedenen AKL und bei verschiedenen Beladungs-
zuständen zeigt der Parametersatz für umströmte Zylinder. Weber et al. [161] weisen 
dies ausführlich nach und geben zusätzliche Informationen zur Auswahl des korrek-
ten Parametersatzes (   ,     und    ). Setzt man die Kalibrierfaktoren (        ) 
auf 1.0, erhält man die Referenzkurve (Autoklavmitte, parallelüberströmte Tooling-
Oberfläche im größten Querschnitt des Autoklaven). Der Referenzfall wird mit Hilfe 
eines repräsentativen FEMI mit Grundplatte und kastenartigem Formklotz erzeugt, 
das zentral auf einen Tisch im AKL positioniert wird (siehe auch [161] und vgl. Abb. 
5-5). Mit Hilfe des Vergleichs zwischen gemessener HTC-Kurve und theoretischer 
Kurve für die Zylinderumströmung lässt sich die unbekannte Strömungsgeschwindig-
keit ermitteln. Ist diese erst einmal bekannt, kann Gleichung { 5-1 } mit verschiede-
nen, im Vorfeld durch Messungen bestimmten Kalibrierfaktoren (        ) einge-
setzt werden, um den HTC auf jeder beliebigen Tooling-Oberfläche abzuschätzen 
(vgl. Abb. 5-3). Bei Messungen in anderen Autoklaven wird deutlich, dass dieser the-
oretische Ansatz nur dann gute Ergebnisse liefert, wenn die mittlere Strömungsge-
schwindigkeit des Autoklaven konstant bleibt. Oft führen jedoch die Steigerung des 
Autoklavdrucks und die damit einhergehende Erhöhung des Luftwiderstands zu ei-
nem Absinken der Strömungsgeschwindigkeit und des HTC (vgl. Abb. 5-2) [27].  
 
 
Abb. 5-2: Kurven mit konstanter und variabler Strömungsgeschwindigkeit 
 
Zur Berücksichtigung dieses Effekts wird Gleichung { 5-1 } in drei Abschnitte un-
terteilt. Für den zu Beginn der Autoklavfahrt herrschenden Umgebungsdruck wird 
eine andere Strömungsgeschwindigkeit definiert als für die Autoklavphase mit erhöh-
tem Druck. Zwischen diesen beiden Niveaus wird die Strömungsgeschwindigkeit li-
near verändert. Auf diese Weise lässt sich ein Absinken der mittleren Strömungsge-
schwindigkeit erfassen (vgl. Abb. 5-2). Dies bedeutet aber, dass für jeden Autoklaven 
eine eigene Referenzkurve mit dem repräsentativen Test-Tooling erfasst werden 
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muss. Mit Hilfe dieser theoretischen Gleichung können die Abhängigkeiten von 
Druck, Temperatur und Strömungsgeschwindigkeit ausreichend genau abgebildet 
werden, sofern die nötigen Kalibrierfaktoren vorhanden sind. Problematisch bleibt 
jedoch die Messung der lokalen Variationen der Strömungsgeschwindigkeit beson-
ders in Stau- oder Windschattengebieten. Um eine einfache Abschätzung des HTC 
auf verschiedenen FEMI-Oberflächen ohne CFD Simulation oder Strömungsmes-
sung zu ermöglichen, werden aus den durchgeführten HTC-Messungen Relativwerte 
abgeleitet, die eine Berücksichtigung der Strömungseffekte und die Übertragbarkeit 
auf andere FEMI und Beladungszustände ermöglichen [23, 161]. Diese Relativwerte 




Abb. 5-3: Ermittlung der Kalibrierfaktoren oben:    (vgl. auch [161]); unten:    
 
5.1.2 User Material Heat Transfer 
Die in den Kapiteln 3.2 bis 3.4 gezeigten Zusammenhänge zwischen Tempera-
tur, Aushärtegrad und thermischem Materialverhalten der Matrix werden in einem 
user material heat transfer (UMATHT) zusammengefasst, da ABAQUS™ keine stan-























































sammenhänge zwischen Wärmeleitfähigkeit, spezifischer Wärmekapazität, Exother-
mie und Aushärtegrad nicht erfassen kann. Abb. 5-4 zeigt den generellen Aufbau 
und Ablauf der UMATHT als Flussdiagramm. Die benötigten Gleichungen können 
den Kapiteln 3.2 bis 3.4 sowie der ABAQUS™ Dokumentation [114] und der ein-
schlägigen Literatur für thermische Berechnungen [21, 22] entnommen werden. 
 
 
Abb. 5-4: Ablauf UMATHT 
 
Die Initialisierung der UMATHT beinhaltet das Einlesen der gesetzten Material-
parameter, das Definieren des gewünschten Faservolumengehaltes (  ) und das Ein-
lesen des Anfangsaushärtegrades bzw. des aktuellen Aushärtegrades und der aktu-
ellen Temperatur. Aufgrund des mittels Sensitivitätsstudien nachgewiesenen gerin-
gen Einflusses des    auf das Simulationsergebnis (weniger als 0,5% Abweichung in 
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tion konstant gehalten. Der Mittelwert (       ) zwischen Ausgangsmaterial und 
final verpresstem Bauteil wird angesetzt. Die UMATHT unterscheidet im weiteren 
Verlauf zwischen Gewebe und UD-Materialien, um besonders die Unterschiede in 
der Wärmeleitung zu berücksichtigen, die sich aufgrund der Faserarchitekturen der 
beiden Materialien ergeben und durch separate Mischungsregeln erfasst werden 
können. Unterschiede in der Exothermie ergeben sich aus den unterschiedlichen 
Faservolumengehalten der beiden Materialien. In vier separaten Subroutinen werden 
Aushärterate und -grad, Glasübergangstemperatur, Wärmeleitfähigkeit und Exother-
mie berechnet. Dies erfolgt für die aktuelle Temperatur und eine um 0,1°C erhöhte 
Temperatur, um den Gradienten der genannten Größen bei einer Temperaturände-
rung zu bestimmen. Dieser Perturbationsschritt wird eingesetzt, da er ohne das Diffe-
renzieren der teilweise komplexen Gleichungen auskommt und somit den Program-
mieraufwand und die CPU-Zeit für die Ausführung der UMATHT reduziert. Die aktu-
ellen Werte für Aushärtegrad und Glasübergangstemperatur werden in sogenannte 
solution dependent variables (SDV) gespeichert und nach Beendigung des Inkre-
ments in das result file (.odb) übertragen. Aus allen in den Subroutinen berechneten 
Größen werden schließlich die Änderung der inneren Energie sowie der Wär-
mestromvektor berechnet. ABAQUS™ benötigt darüber hinaus den Vektor der Wär-




In ABAQUS™ stehen auch bei der Verwendung einer UMATHT alle Elementty-
pen zur Verfügung, die in der Lage sind, thermische Berechnungen durchzuführen. 
Somit können mit minimalen Veränderungen an der UMATHT Schalen- und Volu-
menelemente erster oder zweiter Ordnung verwendet werden. Für ein rechenzeitop-
timales Arbeiten beschränken sich die folgenden Untersuchungen auf Elemente ers-
ter Ordnung. Simuliert wird dabei das bereits bei den HTC-Messungen verwendete 
Test-Tooling inklusive einer 20- bzw. 32-lagigen CFK-Platte (Abb. 5-5). Alle Modellie-
rungsvarianten wurden mit 16 Temperaturmesskurven verglichen, die bei der Pro-
duktion der beiden CFK-Platten aufgezeichnet wurden. Die Thermoelemente vom 
Typ J (Abweichung ± 1,5°C) wurden dabei auf drei Ebenen an den in Abb. 5-5 ge-
zeigten Positionen angebracht. Die unterste Ebene befand sich innerhalb der Kavität 
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des Formkörpers (Thermoskanne), die mittlere zwischen CFK-Platte und FEMI-
Oberfläche und die oberste Ebene stellen die Symmetrielinie der CFK-Platte zwi-
schen zehnter und elfter bzw. sechzehnter und siebzehnter Laminatlage dar. 
 
 
Abb. 5-5: Test-Tooling zur Durchführung von Sensitivitätsstudien [161] 
 
Das auf dem Formkörper platzierte Laminat wird komplett mit hexaedrischen 
Elementen (DC3D8) vernetzt, wobei je nach Modellierungsvariante pro Laminatlage 
eine Lage Elemente verwendet wird (V1 und V2 in Abb. 5-6) oder bis zu vier Pre-
preg-Lagen gleicher Orientierung in einer Lage DC3D8-Elemente kombiniert werden 
(V3 in Abb. 5-6). Alternativ wird das Laminat mit Hilfe von Schalenelementen (DS4) 
vernetzt (S1 bis S3 in Abb. 5-6). Das FEMI kann aufgrund seiner relativ dünnen 
Wandstärke als Volumen- oder Schalenmodell ausgeführt werden, wobei hier alle 
verfügbaren Elementtypen zulässig sind. Aufgrund der einfachen Geometrie und der 
besseren Vergleichbarkeit wurden in diesem Fall ebenfalls DC3D8- bzw. DS4-

















Abb. 5-6: Übersicht Modellierungsvarianten 
 
Neben der Auswahl der Elemente sind auch Elementgröße und Elementquali-
tätsparameter von entscheidender Bedeutung für die Simulationsgüte [A6], [A11]. 
Wird das in der Statik vorgeschriebene AR von zehn eingehalten, ergibt sich auf-
grund der Lagendicke von nur 0,3 mm eine maximale Elementgröße von 3 mm. Dies 
ist für teilweise bis zu 5 m lange und 2 m breite Bauteile deutlich zu klein. Daher wird 
im Rahmen dieser Studie ein AR von 25 für die thermischen Simulationen verwen-
det. Im Bauteil ergibt sich damit eine maximale Elementgröße von ca. 7,5 mm. Da für 
das Tooling insgesamt größere Elementkantenlängen möglich sind, kann hier das 
AR von zehn eingehalten und dennoch eine maximale Elementgröße von bis zu 25 
mm erreicht werden. Eine Mindestanzahl von drei Volumenelementen über der Dicke 
der Vorrichtungsteile ist zu beachten. Bei Variante V3 (Abb. 5-6) müssen auch nach 
der Gruppierung gleich orientierter Laminatlagen in ein DC3D8-Element mindestens 
fünf Elemente über der Dicke des CFK-Bauteils vorhanden sein. Radien, sofern sie 
nicht bei der Geometrievereinfachung entfernt wurden, sind mit mindestens fünf 
Elementen zu vernetzen. 
Bei der Auswahl der Modellierungstechniken muss bereits im Vorfeld über die 
spätere Verwendung der Simulationsergebnisse entschieden werden. Dienen die 






































elementen gearbeitet werden. Schließt sich jedoch eine Kompaktiersimulation an, 
sollten bereits in der thermischen Simulation Volumenelemente verwendet werden. 
Es zeigt sich darüber hinaus, dass Volumenelemente (Versionen V1 bis V3) etwas 
genauere Ergebnisse liefern als Schalenelemente. Dies ist einerseits der Vernach-
lässigung der Temperaturgradienten in Dickenrichtung und andererseits den weniger 
genauen Randbedingungen bei Schalenelementen geschuldet. Während Volumen-
elemente auch Randbedingungen an den Stirnflächen von Platten oder Laminatlagen 
ermöglichen, ist dies bei Schalenelementen nicht der Fall. Besonders im Staubereich 
entstehen dadurch Fehler bei der Schalenmodellierung. 
Was allerdings in Abb. 5-6 noch nicht mit einbezogen wurde, ist der Aufwand 
für den Modelaufbau. Dieser ist für Version S2 am geringsten, da die Lagen der 
Schalenelemente direkt anhand von Daten aus dem CATIA-Composite Design Modul 
erstellt werden können. Folglich wird Version V3 als Ausgangsbasis für die Kompak-
tier- und Faltensimulation verwendet, während Version S2 sich besonders für die rein 
thermische FEMI-Bewertung und Optimierung anbietet. Weitere Studien im Rahmen 
der Abschlussarbeit von Jane Tellis [A6] haben genauso wie die Untersuchungen 
von Abdelal et al. [100] gezeigt, dass die Annahme einer idealen Wärmeleitung zwi-
schen Bauteil und FEMI ausreichende Genauigkeit für die thermische Simulation der 
AKL-Fertigung liefert. Daher wurden alle hier bewerteten Modelle auf diese Weise 
simuliert, um auf thermische Kontakte verzichten und somit die Rechenzeiten mini-
mieren zu können. 
Problematisch bleibt, dass aufgrund des concurrent engineering der Lami-
nataufbau der Faserverbundbauteile oft erst nach Beginn der Tooling-Produktion fi-
nalisiert wird. Zur Industrialisierung der Simulation im Tooling-Design muss folglich 
eine weiter vereinfachte Modellierungsvariante verwendet werden, die auf repräsen-
tative Dummy-Bauteile (Dummy-BT) zurückgreift. Diese Dummy-BT oder -Laminate 
ähneln der Vorgehensweise bei thermischen Vermessungen. Anstelle des komplet-
ten Bauteils werden repräsentative Bereiche des Toolings mit bereits ausgehärteten 
Laminatplatten versehen. Dabei wird zwischen monolithischem und Sandwich-
Laminat unterschieden, um die Isolationswirkung des Bauteils möglichst genau 
nachzuempfinden. Die Dummy-BT weisen die in den Hubschrauberstrukturen am 
häufigsten eingesetzten Laminataufbauten auf.  
Kapitel 8.3 zeigt die Verifikation der Genauigkeit solcher Simulationen mit 
Dummy-BT anhand realer FEMI-Geometrien und Beladungszustände. Die Dummy-
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BT nutzen dabei nicht die zuvor beschriebene UMATHT, sondern lediglich tempera-
turabhängige Materialparameter, die direkt in ABAQUS™ eingegeben werden kön-
nen. Die Rechenzeiten werden auf diese Weise weiter reduziert. Damit entfällt aller-
dings die Möglichkeit, den Aushärtegrad zu bestimmen oder eine anschließende 
Kompaktiersimulation durchzuführen. Dennoch versetzt diese Vorgehensweise den 
Tooling-Entwickler in die Lage, auch ohne vollständig bekannten Laminataufbau eine 
thermische Bewertung und ggf. auch eine Optimierung des Toolings durchzuführen. 
 
5.1.4 Modellverifikation 
Eine Vielzahl verschiedener FEMI wurde unter realen Bedingungen thermisch 
vermessen, um diese Ergebnisse mit der hier entwickelten Simulationsmethode zu 
vergleichen und daraus die Genauigkeit der Simulation abzuleiten. Tabelle 8-2 im 
Anhang dieser Arbeit zeigt eine Übersicht über die zur Simulationsverifikation ver-
wendeten FEMI. Je nach Tooling wurden die Modellierungsvarianten V3, S2 oder die 
Variante mit Dummy-BT verwendet (vgl. Tabelle 8-2, Tabelle 8-3 und Tabelle 8-4 im 
Anhang dieser Arbeit). 
Dieses Kapitel zeigt exemplarisch den Vergleich von Simulation und Messung 
für das im Rahmen der Untersuchungen zur Faltenbildung verwendete C-Profil-
Tooling (CTT) (vgl. Kapitel 4.1). Es wird direkt hinter der Autoklav-Tür auf dem vorde-
ren Autoklav-Tisch positioniert. Die Vorrichtung befindet sich dicht an der Tischvor-
derkante, leicht zum rechten Rand des Autoklav-Tischs verschoben. Die Autoklav-
Strömung kann somit mehr oder weniger ungestört auf die Vorrichtung treffen. Ne-
ben der Steigerung des Wärmeübergangs durch die Position im vorderen Teil des 
Autoklaven (hohes   ) ist eine weitere Steigerung des Wärmeeintrages durch die 
ungestörte Anströmung der Vorrichtung zu erwarten (hohes   ). Für die thermische 
Vermessung wurden insgesamt 19 Thermoelemente Typ J (Fe-CuNi) verwendet (vgl. 
Abb. 5-7). Diese werden unter dem Vakuumaufbau direkt auf der FEMI-Oberfläche 
positioniert. Im Laminat der beiden 4 mm und 8 mm dicken C-förmigen CFK-Bauteile 
konnten keine Thermoelemente platziert werden, da deren Einbringung ins Laminat 
die Bauteile für weitere Untersuchungen unbrauchbar gemacht hätte. Vergleiche 
zwischen Simulation und Experiment mit Thermoelementen direkt im Laminat kön-
nen im Anhang nachgelesen werden.  
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Die Simulation dieses FEMI inklusive der Bauteile nutzt Modellierungsvariante 
V3 und folgt den in Kapitel 5.1.3 gegebenen Empfehlungen. Lediglich die Stapler-
schuhe werden aufgrund ihrer dünnen Wandstärke und des geringen Einflusses auf 
die Temperaturverteilung in der Vorrichtung mit DS4-Schalenelementen modelliert. 
Die Vorgehensweise zur Ermittlung und Auswahl der benötigten Koeffizienten (  ,    
und   ) kann Weber et al. [23] und [161] entnommen werden. Die hier benötigten 
Kalibrierfaktoren sind in Tabelle 5-1 zusammengefasst. Multipliziert werden diese 
Koeffizienten mit der im entsprechenden Autoklaven gemessenen Referenzkurve.  
 
Tabelle 5-1: Übersicht der Koeffizienten zur Erzeugung der benötigten Randbedingungen 
 
 
Abb. 5-7 demonstriert den Vergleich der Simulation (grün, gestrichelt) mit der 
thermischen Vermessung (rot, durchgehend) anhand von zwei repräsentativen 
Thermoelementen. TE 3.3 ist ein Beispiel für die Mehrzahl der Thermoelemente. TE 
Oberfläche Koeffizient Beschreibung
Direkt angeströmte Stauseite der Vorrichtung.
Unterer vorderer Tisch, ohne weitere FEMI davor.
Vorne im Autoklaven.
Parallel überströmte Flächen der Vorrichtung. Vergleich 
mit der parallel überströmten Referenzfläche des 
Referenz Toolings.
Unterer vorderer Tisch, ohne weitere FEMI davor.
Vorne im Autoklaven.
Im Windschatten befindliche Flächen der Vorrichtung. 
Unterer vorderer Tisch, ohne weitere FEMI davor.
Vorne im Autoklaven.
Flächen im Strömungskanal, untere Flächen und 
innerhalb der Staplerschuhe bzw. deren Rückseiten. 
Hier herrscht ein Windschatten ähnlich wie er von 
einem Hinterbau generiert wird. Allerdings erlaubt der 
Strömungskanal eine gute Druchströmung, weshalb 
der beste am Hinterbau gemessene Koeffizient 
eingesetzt wird.
Unterer vorderer Tisch, ohne weitere FEMI davor.
Vorne im Autoklaven.
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1.1 dagegen zeigt die Position mit der größten auftretenden Abweichung. Die gute 
Übereinstimmung der Simulation mit der Realität ist deutlich erkennbar. Tabelle 5-2 
zeigt eine Zusammenfassung der auftretenden Fehler für alle 19 ausgewerteten 
Thermoelemente. Es wird zwischen dem „mittleren Fehler“, dem „95 % Sicherheitsin-
tervall“ und dem „maximalen Fehler“ unterschieden. Der maximale Fehler ist der an 
einem einzelnen Messpunkt auftretende größte Fehler für das entsprechende Too-
ling. Das 95 % Sicherheitsintervall ist eine anschauliche Größe, die die Höhe des 
über einen längeren Zeitraum zu erwartenden maximalen Fehlers angibt. Über 95 % 
der Zyklus-Zeit zeigt kein Thermoelement mehr als den für das 95 % Sicherheitsin-
tervall angegebenen Fehler bzw. alle Simulationsergebnisse liegen innerhalb dieses 
Fehlerbandes um den realen Wert. Das Fehlerband wird statistisch berechnet, indem 
der mittlere Fehler um 1,96 Standardabweichungen erhöht wird. 
Eine zweite Simulation nutzt einen über den gesamten Zyklus konstanten HTC, 
wie es bei vielen früheren Prozesssimulationsansätzen der Fall war (vgl. Kapitel 2.4). 
Der Modellaufbau ist für beide Simulationen fast identisch. Lediglich die Unterteilung 
der Vorrichtung in verschiedene Oberflächen kann entfallen, da nur ein einziger HTC 
aufgebracht wird. Abb. 5-7 und Tabelle 5-2 zeigen deutlich, dass der im Rahmen 
dieser Arbeit entwickelte Ansatz weitaus genauere Simulationsergebnisse liefert. TE 
1.1 befindet sich im Staubereich der Vorrichtung. Ein gleicher HTC auf allen FEMI-
Oberflächen kann diese Staueffekte nicht abbilden, was zu dem in Abb. 5-7 (rechts 
oben) zu sehenden Unterschied zwischen den beiden Simulationen führt (erste 20 % 
des Autoklavzyklus). In der zweiten Heizphase steigt auch der Autoklavdruck. Die 
Veränderung des HTC durch den Druckanstieg auf 5 bar wurde bei älteren Simulati-
onsansätzen mit konstantem HTC nicht berücksichtigt, was einen erheblichen Simu-
lationsfehler bewirkt. Bei der Betrachtung von TE 3.3 ist eine gute Übereinstimmung 
der beiden Simulationen in der ersten Heizphase zu erkennen. Grund hierfür ist der 
mit Hilfe der Kalibrierfaktoren berücksichtigte Windschatten. Die Verminderung des 
HTC durch den Windschatten entspricht dem Anstieg des HTC durch die Position 
weit vorne im Autoklaven (AKL). In der zweiten Heizphase offenbart die Simulation 
auch für TE 3.3 eine deutliche Abweichung zu den Messergebnissen. Weitere Ver-






Abb. 5-7: Ergebnisse der thermischen Simulation [23] 
 









Simulation mit Koeffizienten-Ansatz 1.5°C 5.0°C 9.3°C 
Simulation mit konstantem HTC 4.6°C 18.5°C 26.0°C 
 
5.2 Kompaktiermodul 
An das thermochemische Modul schließt sich das Kompaktiermodul an, das 
Temperatur- und Aushärtegraddaten weiter verarbeitet. Es bietet sich für eine geziel-
te Betrachtung der Faltenbildung im Autoklaven an. Wie in Kapitel 2 und 4 erläutert, 
findet eine Relativverschiebung der Laminatlagen größtenteils vor Erreichen des 
Gelpunktes der Matrix statt und wird maßgeblich durch Verpressung, TPI und inter-
laminare Reibung beeinflusst. Da das Kompaktiermodul die Matrix als flüssige Phase 
abbildet und die Veränderungen im Laminat aufgrund der Verpressung vorhersagen 
kann, bildet es das Herzstück der Simulation zur Faltenvorhersage. Es gilt dabei, ei-
ne Simulationsmethodik zu entwickeln, die in der Lage ist, den gesamten Kompak-
tierweg, TPI und interlaminare Reibung darzustellen. Wie in Kapitel 4.4 bereits ange-
sprochen, ist eine phänomenologische Betrachtungsweise von Vorteil, um alle Me-
chanismen und Einflussfaktoren ausreichend genau erfassen, aber dennoch größere 
Bauteile simulieren zu können. 
Simulationsprozess 107 
5.2.1 Einsetzbarkeit vorhandener Ansätze 
Verschiedene Ansätze zur Simulation des Kompaktierverhaltens von Prepreg 
wurden bereits in Kapitel 2.4.2 vorgestellt. Diese alleine reichen jedoch nicht aus, um 
alle relevanten physikalischen Zusammenhänge im industriellen Maßstab abzubil-
den. Der Ansatz von Hubert [41] beispielsweise scheidet dadurch aus, dass er nur 
für zweidimensionale Betrachtungen entwickelt wurde und ein eigens für diesen 
Zweck entwickeltes FE-Element verwendet. Die Beschränkung auf zweidimensionale 
Simulation macht die Bewertung komplexer Hubschrauberbauteile fragwürdig, wes-
halb sich im Rahmen dieser Arbeit für die Umsetzung eines dreidimensionalen An-
satzes entschieden wurde. Hier bieten sich zwei Vorgehensweisen an: einerseits der 
Ansatz der Prozesssimulationssoftware COMPROTM, der das *SOIL-Modul von 
ABAQUS™ in Kombination mit verschiedenen user subroutines verwendet, oder ein 
Ansatz ähnlich dem von Pichler et al. [108], der mit Hilfe eines einzelnen user defi-
ned materials Porendruck und mechanisches Verhalten berechnet. Problematisch 
bei Pichler et al. [108] ist die Vorgehensweise zur Berechnung des Porendrucks. Wie 
bereits in Kapitel 2.4.2 beschrieben, wird der Porendruck sowie die benötigten Gra-
dienten mit Hilfe des Temperaturfreiheitsgrades in einer thermisch-mechanisch ge-
koppelten Simulation berechnet. Für die Autoklavsimulation ist diese Methode nicht 
einsetzbar, da im Autoklaven die Temperatur als eigener Freiheitsgrad benötigt wird 
und somit zur Berechnung des Porendrucks nicht zur Verfügung steht. Lediglich auf-
wendige Python- und Fortran-Zusatzroutinen könnten die Druckgradienten außerhalb 
von ABAQUS™ berechnen und dann an ABAQUS™ zurückspielen. Problematisch 
hierbei ist, dass diese Zusatzroutinen oft fehleranfällig und nur im Labormaßstab effi-
zient einsetzbar sind [163]. Damit bleibt lediglich ein der Software COMPRO™ ähnli-
cher Ansatz, der das *SOIL-Modul von ABAQUS™ verwendet und die fehlenden 
Funktionalitäten über benutzerdefinierte Subroutinen hinzufügt. Hier stellt besonders 
die Durchtränkung des porösen ungesättigten Faserbettes ein Problem dar, da die 
meisten bis dato vorhandenen Simulationsansätze (inkl. COMPRO™) von voll durch-
tränktem Prepreg-Material ausgehen [41, 164]. 
Das *SOIL-Modul von ABAQUS™ kann die Absorption von Wasser in Dämmen 
berechnen [109]. Sie steigert die Sättigung des porösen Materials und wird mit Hilfe 
sogenannter Drei-Phasen-Modelle (poröser Boden, sowie wasser- und luftgefüllte 
Poren) berechnet. Ähnliche Bedingungen finden sich auch bei hot-melt-prepregs. 
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Das Faserbett mit seinen Hohlräumen und Kanälen repräsentiert einen porösen, 
nicht-linear elastischen Festkörper, während das Harz die flüssige Phase und die 
nach Anlegen des Vakuums im Laminat verbleibende Restluft die dritte, gasförmige 
Phase darstellen. Es gibt jedoch einen signifikanten Unterschied, der die Übertra-
gung geotechnischer Simulationsansätze unmöglich macht. In der Geotechnik findet 
Durchtränkung in Form von Absorption statt [109]. Das bedeutet, dass durch Kapil-
larwirkung und negativen Porendruck Wasser in das poröse Material „hineingesaugt“ 
wird [109]. Bei der Verpressung eines Faserverbundbauteils herrscht jedoch stets ein 
positiver Porendruck (Poren in der geotechnischen Bedeutung entsprechen allen mit 
Harz und/oder Luft gefüllten Hohlräumen beim Prepreg), da das Harz unter Druck 
gehalten wird, um die Bildung von Porosität im finalen Bauteil zu minimieren und die 
Konsolidierung zu unterstützen. Daher zeigt eine geotechnische Simulation mit den 
Randbedingungen der Autoklavfertigung keinerlei Steigerung der Durchtränkung. 
Positiver Porendruck verhindert das Eindringen von Flüssigkeit in die vorhandenen 
Poren. Darüber hinaus erfordert die Berücksichtigung von drei verschiedenen Pha-
sen erhebliche Rechenkapazitäten und komplexe miteinander interagierende Materi-
almodelle. 
Die Vorgehensweise von Schneeberger et al. [165] und Thompson [121] stellt 
eine bessere Ausgangsbasis für die Betrachtung nicht bzw. teilweise durchtränkter 
Prepreg-Materialien dar und könnte ggf. mit Hilfe des *SOIL-Moduls von ABAQUS™ 
umgesetzt werden. Schneeberger et al. [165] konzentrieren sich bei ihrer Arbeit auf 
hybride Produktionsmethoden, die Prepeg-Produktion mit liquid composite molding 
kombinieren. Dabei ergeben sich, genauso wie bei der Arbeit von Thompson [121] im 
Bereich der resin film infusion Technologie, Bereiche im Laminat mit voll, teilweise 
und nicht durchtränktem Fasermaterial. Physikalisch richtig werden diese unter-
schiedlichen Bereiche mit Hilfe eines Zwei-Skalen-Drei-Phasen-Modells erfasst [121, 
165]. Die mesoskopische Skala repräsentiert die Durchtränkung des gesamten Fa-
serbettes, während die mikroskopische die Durchtränkung der Faserbündel abbildet. 
Diese läuft deutlich langsamer ab als der Harzfluss durch das mit vielen Kanälen 
durchzogene Faserbett. Die Erfassung mehrerer Skalen und drei unterschiedlicher 
Phasen in einem Modell führt unverzüglich zur Frage der Simulationseffizienz im 
Hinblick auf ihre Anwendbarkeit im industriellen Maßstab. Besonders nach dem Hin-
zufügen der interlaminaren Reibung, die im Rahmen der Kompaktiersimulation eben-
falls berücksichtigt werden soll, sind sehr hohe Rechenzeiten zu erwarten.  
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5.2.2 Phänomenologische Kompaktiersimulation 
Keiner der im vorherigen Kapitel aufgezeigten Simulationsansätze ist in der La-
ge, den Verpressungsprozess eines hot-melt-prepreg effizient und in industriellem 
Maßstab abzubilden. Die Ansätze von Schneeberger et al. [165] und Thompson 
[121] zeigen jedoch das größte Potenzial, da die benötigten physikalischen Zusam-
menhänge des Konsolidierungsprozesses teilweise durchtränkter Prepregs erfasst 
werden. Beide bauen auf den Arbeiten von Gutowski et al. [42, 166-170] auf und nut-
zen deren Gleichungen zur Berechnung des elastischen Faserverhaltens { 3-32 } 
sowie die modifizierten Carman-Kozeny-Gleichungen ({ 3-30 }, { 3-31 }) zur Abschät-
zung der Permeabilität. Lediglich die Zusammenhänge auf mikroskopischer Skalen-
ebene werden dem Vorgehen von Gutowski et al. [42] hinzugefügt. Eine ähnliche 
Vorgehensweise ist auch bei Helmus et al. [171] zu finden, die eine Methode zur Be-
rechnung der finalen Wandstärke von teilweise imprägnierten out-of-autoclave Pre-
pregs entwickelt haben. Um die Zwei-Skalen-Drei-Phasen-Modellierung zu umgehen, 
wird eine phänomenologische Repräsentation der physikalischen Zusammenhänge 
angestrebt, wie es für das resin transfer molding Verfahren bereits von De Parseval 
et al. [164] gezeigt wurde.  
Die Basis für diesen phänomenologischen Ansatz ist ebenfalls die Vorgehens-
weise von Gutowski et al. [42]. Anstelle der detaillierten Betrachtung und Modellie-
rung der Mikrostruktur des Fasermaterials tritt die Simulation der Durchtränkung mit 
Hilfe einer scheinbaren Permeabilität und dem virtuellen Abfluss von Harz. Darüber 
hinaus wird in der Durchtränkungsphase das sogenannte void ratio in ABAQUS™ 
vom eigentlichen Faservolumengehalt des Prepregs entkoppelt. Auf diese Weise 
lässt sich die Wandstärkenveränderung während der Durchtränkung (erste Heiz- und 
Haltephase, vgl. Abb. 4-26) abbilden, obwohl ABAQUS™ ein voll durchtränktes 
Zwei-Phasen-Material berechnet. Die eigentliche Struktur des hot-melt-prepreg be-
steht aber aus Fasern, Harz und Hohlräumen, weshalb zwei unterschiedliche Defini-
tionen des Faservolumengehaltes (vgl. Abb. 5-8) eingeführt werden: 
1. Klassischer Faservolumengehalt 





Abb. 5-8: Verschiedene Definitionen des Faservolumengehalts 
 
Definition (2) entspricht der Definition des Faservolumengehalts bei 
ABAQUS™, wobei ABAQUS™ mit dem void ratio ( ) also dem Porenvolumen (Harz 
und Hohlräume mit Restluft) bezogen auf das Faservolumen arbeitet. Da ABAQUS™ 
jedoch durch die gewählten Vereinfachungen davon ausgeht, dass alles, was nicht 
Faser ist, mit Matrix gefüllt ist, muss bei der Definition des void ratio ( ) der Faser-
gesamtvolumengehalt verwendet werden. 
 
   
    ̅ 
 ̅ 
 { 5-2 } 
 
Bei der Berechnung eines zwei Phasen-Materials geht ABAQUS davon aus, 
dass der Anteil des Elementvolumens, der nicht zur Faser gehört, Harz sein muss. 
Das bedeutet, dass Harz und Hohlräume zusammengenommen in die Berechnung 
des void ratio eingehen (vgl. Abb. 5-8). Der für ABAQUS™ definierte Faservolumen-
gehalt wird fortan als Fasergesamtvolumengehalt (  ) bezeichnet. Da der Faseranteil 
während des gesamten Autoklavzyklus konstant bleibt und selbst nach dem Vor-
kompaktieren noch erhebliche Hohlräume im Laminat zurück bleiben, ist    zu Be-
ginn des Autoklavzyklus deutlich geringer als   .    hat den Wert des voll durchtränk-
ten Materials, da bei der klassischen Definition des Faservolumengehalts nur Faser- 
und Harzvolumen in die Betrachtung eingehen, die Hohlräume aber außen vor blei-
ben. Wieviel der Fasergesamtvolumengehalt (  ) kleiner ist als   , kann über eine 
geometrische Beziehung mit Hilfe der Lagendicke nach dem Vorkompaktieren und 
dem mittleren Faserflächengewicht ermittelt werden. Da es sich jedoch um eine mehr 
oder weniger theoretische Größe handelt, wird sie zur Feinjustierung der Kompak-
Simulationsprozess 111 
tiersimulation eingesetzt und kann bis zu 2 % vom geometrisch ermittelten Wert ab-
weichen. Weiterhin ist zu beachten, dass laut Herstellerangaben das Faserflächen-
gewicht um bis zu +/- 5 % von Charge zu Charge variieren kann [160]. Diese nicht 
unerhebliche Schwankung wird von der Simulation erst einmal nicht berücksichtigt, 
zeigt aber, dass eine Veränderung von 2 % im Fasergesamtvolumengehalt (  ) 
durchaus im Rahmen der normalen Materialschwankungen liegt. Die Variabilität des 
Handlaminierverfahrens (Ausgangswandstärke und initialer Fasergesamtvolumenge-
halt) kann nicht ohne Weiteres von der Simulation berücksichtigt werden. Hier bieten 
sich Parameterstudien mit Hilfe der Simulation an, um den Einfluss auf das Kompak-
tierergebnis zu ermitteln. 
Da ABAQUS™, wie bereits erläutert, die Durchtränkung nicht durch das Füllen 
von Poren erfassen kann, wird sie stattdessen durch das virtuelle Abfließen von Harz 
simuliert. Dies reduziert das void ratio in ABAQUS™, wodurch der Fasergesamtvo-
lumengehalt (  ) steigt und die Dicke des Laminates abnimmt. Der klassische Faser-
volumengehalt (  ) muss jedoch konstant bleiben, bis vollkommene Durchtränkung 
erreicht ist, d. h. alle in Realität vorhandenen Hohlräume mit Harz gefüllt sind. Erst 
dann verändert sich auch der klassische Faservolumengehalt (  ), wenn weiteres 
Harz abfließt (vgl. Abb. 5-9). 
 
 
Abb. 5-9: Verlauf von Fasergesamt- und klassischem Faservolumengehalt im Vergleich 
 
Neben dem Faservolumengehalt gilt es auch, die Permeabilität des Faserbettes 
so zu erfassen, dass die Simulation den Verlauf der Durchtränkung und vor allem der 





























































klavzyklus im Laminat vorhandenen Hohlräume kann das Harz leichter fließen als 
beim voll durchtränkten Material mit geschlossenen Hohlräumen und dichter gepack-
ten Faserlagen (vgl. Abb. 4-26). Die im Laminat verbleibende Restluft hat bei einem 
Absolutdruck von lediglich 0.45 bar (Restdruck nach Anschließen der Vakuumlei-
tung) nur einen geringen Einfluss. Dennoch macht es Sinn, die Interaktion zwischen 
Luft- und Harzpermeabilität genauer zu betrachten. Hunt & Ewing [112] beschreiben 
in ihrem Buch die Veränderung der Permeabilität von Luft in einem porösen Medium 
in Abhängigkeit der Durchtränkung des Mediums mit einer Flüssigkeit. Die Luftper-
meabilität nimmt mit zunehmender Durchtränkung rapide ab und fällt auf annähernd 
null beim Erreichen von mehr als 80 % Durchtränkung [163]. Somit wird klar, warum 
die Hohlräume im hot-melt-prepreg einen so großen Beitrag bei der Fertigung von 
poren- und blasenfreien Bauteilen leisten. Sie erlauben ein leichtes Evakuieren des 
Laminates und verhindern Lufteinschlüsse, die sich durch die drastische Reduktion 
der Luftpermeabilität bei einem hohen Durchtränkungsgrad ergeben. Darüber hinaus 
reduzieren die Hohlräume und der vergleichsweise große Abstand zwischen den Fa-
serlagen ebenfalls den Strömungswiderstand des Harzes. Das bedeutet, dass die 
scheinbare Permeabilität des Faserbettes vor Erreichen der Durchtränkung höher 
sein muss als für das durchtränkte Material, das den Gleichungen von Gutowski et 
al. [42] folgt. Mikromechanische Betrachtungen könnten Aufschluss über das Fließ-
verhalten des Harzes vor Erreichen der Durchtränkung geben. Ein für die industrielle 
Anwendung deutlich effizienterer Ansatz ist die Generierung einer semi-empirischen 
Kurve, die den Verlauf der Durchtränkung (Wandstärke und   ) richtig abbildet. Der 
genaue physikalische Ablauf der Durchtränkung wird dabei vernachlässigt und ledig-
lich durch die Variation der scheinbaren Permeabilität nachgestellt. Eine ähnliche 
Vorgehensweise ist bei De Parseval [164] für den RTM-Prozess nachzulesen. 
Die scheinbare Permeabilität vor Erreichen der Durchtränkung kann mit Hilfe 
verschiedener mathematischer Formulierungen abgebildet werden. Anhaltspunkt lie-
fern die Permeabilitätsgleichungen von Gutowski [42] (vgl. Kapitel 3.5.2). Einige Bei-
spiele für die Darstellung der scheinbaren Permeabilität des nicht vollständig durch-
tränkten Materials sind in Abb. 5-10 aufgeführt. Aus Gründen der besseren Simulati-
onskonvergenz empfiehlt es sich, stetige Funktionen ohne Sprünge oder Knicke zu 




Abb. 5-10: Einbringen der scheinbaren Permeabilität 
 
5.2.3 Temperatur, Aushärtegrad und Viskosität 
Der Verlauf von Temperatur und Aushärtegrad wurde bereits mit Hilfe des 
thermischen Moduls bestimmt. Diese Daten können auf verschiedene Art und Weise 
weiter verarbeitet werden. Die Temperatur kann standardmäßig in ABAQUS™ als 
vordefinierte Variable in die Kompaktiersimulation übertragen werden. Annähernd 
alle in ABAQUS™ verfügbaren Materialparameter lassen sich in Abhängigkeit der 
Temperatur angeben. Dies gilt ebenso für die Harzviskosität, die im Rahmen der 
Kompaktiersimulation zur Berechnung der Darcy Gleichung (vgl. Kapitel 2.4.2) benö-
tigt wird. Über die Temperaturabhängigkeit hinaus ist die Harzviskosität auch vom 
Aushärtegrad abhängig. Dieser ist für ABAQUS™ jedoch unbekannt und wurde zu-
vor mit Hilfe der UMATHT berechnet, was eine direkte Übertragung zur Kompak-
tiersimulation schwierig gestaltet. Neben der Übertragung des Aushärtegrades muss 
ein Weg gefunden werden, die Abhängigkeit der Viskosität von diesem in die Soft-
ware einzuarbeiten. Anstelle komplexer Zusatzmodule für ABAQUS™, die aufgrund 
ihres selbst generierten Codes häufig fehleranfällig sind und aufwendig geprüft und 
validiert werden müssen, wurde sich im Rahmen dieser Arbeit für einen einfacheren 
Ansatz entschieden. Die Abhängigkeit der Viskosität von der Temperatur ist bereits 
in ABAQUS™ vorhanden und kann genutzt werden, um auch die Aushärtegradab-
hängigkeit widerzuspiegeln. Betrachtet man den Verlauf aus Temperatur und Aus-
härtegrad im Autoklaven (vgl. Abb. 3-3, Abb. 3-4 und Abb. 5-12), so lässt sich jedem 
Zeitpunkt eine bestimmte Kombination aus Temperatur und Aushärtegrad zuweisen. 
Mit Hilfe der Informationen aus dem thermo-chemischen Modul und einem einfachen 
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Abb. 5-11: Berechnung der Viskosität anhand von Daten aus dem thermochemischen Modul 
 
Die hierzu benötigten Gleichungen sind in Kapitel 3.5.1 dargestellt. Nach Ab-
schluss dieser Berechnung steht für alle im thermochemischen Modul erfassten 
Kombinationen aus Temperatur und Aushärtegrad der Viskositätswert des Harzes 
zur Verfügung. Mit Hilfe linearer Interpolation zwischen den Inkrementen der thermo-
chemischen Simulation lassen sich für äquidistante Temperaturen die dazugehörigen 
Viskositätswerte errechnen und mit Hilfe eines Python-Scripts automatisiert in 
ABAQUS™ übertragen. 
Zwei Details dieses vereinfachten Verfahrens führen zu einer geringfügigen 
Verminderung der Genauigkeit. Es muss zwischen den Inkrementen des thermo-
chemischen Moduls linear interpoliert werden, um äquidistante Werte zu erzeugen, 
zwischen denen ABAQUS™ dann ebenfalls wieder linear interpoliert. Da aber weder 
Temperatur- noch Aushärtegrads- oder Viskositätsverlauf linear sind, entsteht hierbei 
ein gewisser Fehler. Um diesen möglichst gering zu halten, sollte die Größe des ma-
ximalen Zeitinkrements bei der thermo-chemischen Simulation auf 10 min (600 sec) 
limitiert werden. Ein weiterer Fehler entsteht, wenn die Temperatur im Bauteil über 
längere Bereiche des Autoklavzyklus konstant bleibt. Eine konstante Temperatur 
oberhalb von -18°C führt zum Aushärten des Materials und damit zu einer Steigerung 
des Aushärtegrades. Da aber jeder Temperatur nur ein Aushärtegrad zugewiesen 
werden kann, muss im Falle konstanter Temperatur der Mittelwert des Aushärtegra-
des für die Dauer des konstanten Temperaturwertes angesetzt werden (vgl. Abb. 
5-12 rechts). Der dadurch entstehende Fehler kann ebenfalls als gering erachtet 
werden. Der bei Airbus Helicopters hauptsächlich verwendete und für das HexPly 
M18/1™ vorgesehenen Härtezyklus enthält eine Haltestufe bei 80°C. Daher werden 
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vor Erreichen des Gelpunktes und dem damit verbundenen Ende der Kompaktiersi-
mulation konstante Bauteiltemperaturen nur im Bereich von 80°C auftreten. Bei die-
ser Temperatur ist die Polymerisationsreaktion des M18/1 immer noch sehr langsam. 
Selbst mehrere Stunden bei 80°C ändern den Aushärtegrad nur um wenige Prozent, 
was die Nutzung eines Mittelwertes für diese Phase durchaus legitimiert (vgl. Abb. 
5-12 rechts).  
 
 
Abb. 5-12: Korrelation von Aushärtegrad und Temperatur bei verschiedenen Temperaturverläufen 
 
Mathematisch betrachtet muss jedoch ein weiterer kritischer Punkt beachtet 
werden. Die Verwendung des Aushärtegrades aus der thermischen Simulation führt 
dazu, dass ein Materialparameter als Randbedingung aus der thermischen in die 
Kompaktiersimulation übergeben wird. Da jedoch viele Materialparameter vom Aus-
härtegrad abhängig sind, reduziert man auf diese Weise die Anzahl der partiellen 
Ableitungen der Materialmatrix und verändert somit ggf. den Tangentialoperator der 
Simulation. Beim viskoelastischen Materialmodell wäre eine solche Vereinfachung 
nicht zulässig [172]. Im Falle der hier durchgeführten phänomenologischen Simulati-
on wird dieser Ansatz akzeptiert, da das mechanische Verhalten des Faserbettes 
vom Verhalten der Matrix getrennt betrachtet wird. Das mechanische Verhalten der 
Fasern ist essentiell für die Bewertung des Faltenrisikos und wird korrekt mit Hilfe 
einer UMAT abgebildet. Hier wird auch der richtige Tangentialoperator genutzt, da 
der Aushärtegrad in der Steifigkeitsmatrix der Fasern keine Rolle spielt. Das Flüssig-
keitsverhalten hingegen ist stark vom Aushärtegrad abhängig. Da das Fließverhalten 
des Harzes jedoch phänomenologisch abgebildet wird und somit einige physikalische 
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Aushärtegrades als Randbedingung akzeptiert werden. Potentiell daraus entstehen-
de Fehler, werden bei der Kalibrierung der scheinbaren Permeabilität möglichst weit 
reduziert. 
 
5.2.4 UMAT zur Erfassung der Steifigkeiten des Faserbettes 
Wie bereits in Kapitel 3.5.3 beschrieben, ist das Steifigkeitsverhalten der Fasern 
in Dickenrichtung nicht-linear. Je weiter die Verpressung voranschreitet und je weiter 
der    ansteigt, desto mehr Fasern kommen in Kontakt, was zu einer Erhöhung des 
E-Moduls in Dickenrichtung führt. Dieses Verhalten wird durch die Gutowski-
Gleichung { 3-13 } beschrieben, aus der der Sekanten-E-Modul extrahiert wird (Glei-
chungen { 5-3 } in Kombination mit { 3-13 }). Aufgrund der starken Nichtlinearität ist 
es wichtig, beim Ermitteln des Sekanten-E-Moduls sehr kleine Intervalle zu verwen-
den. Die stabilste Konvergenz erzeugt man, in dem man vom aktuellen    zu höhe-
ren    voraus rechnet. Dieser Zusammenhang hat allerdings nur dann Gültigkeit, 
wenn eine Druckbelastung auf das Faserbett wirkt. Wird hingegen eine Zugbelastung 
in Dickenrichtung aufgebracht, gilt der als linear elastisch angenäherte Zugmodul des 
Faserbettes in dritter Raumrichtung            . Es wird jedoch ein Übergangs-
bereich eingeführt, um eine sprunghafte Veränderung des    zu verhindern. Dieser 
Übergangsbereich nimmt an, dass     von                auf               
        linear ansteigt 
 
    
 ̅ (       )    ̅ (  )
  (       )     (  )
 { 5-3 } 
 
Für 1- und 2-Richtung wird idealisiert ein linear elastisches Steifigkeitsverhalten 
des Faserbettes angenommen. Besonders bei Gewebelagen muss darauf geachtet 
werden, dass sich die Steifigkeiten des Faserbettes erheblich von denen der Einzel-
fasern unterscheiden. Dies ist auf die Faserondulationen im Gewebe zurückzuführen 
und beeinflusst besonders die Drucksteifigkeit. Aufgrund der geringen Eigenstabilität 
ist es fast unmöglich, die Drucksteifigkeit von trockenen Gewebelagen zu messen, 
weshalb ein theoretischer Wert angesetzt wird, der mit Hilfe der durchgeführten 
Kompaktiersimulationen justiert wird. Der theoretische Wert wird anhand der im An-
hang aufgezeigten Mischungsregeln bestimmt, da diese entsprechende Knock-
Down-Faktoren für die Faserondulationen enthalten und somit zumindest teilweise 
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deren Wirkung berücksichtigen. Da die Steifigkeit des trockenen Faserbettes ermittelt 
werden soll, wird der E-Modul der Matrix auf 1 MPa gesetzt und der Faservolumen-
gehalt im Anlieferungszustand verwendet. Die Feinjustierung der E-Module des Fa-
serbettes wird mit Hilfe von experimentell gefertigten Platten (200x200 mm) auf ei-
nem Aluminium-FEMI durchgeführt. Bei Berücksichtigung der Tool-Part-Interaktion 
werden die Platten durch die Wärmeausdehnung des Aluminiums ebenfalls gedehnt. 
Aufgrund von Querkontraktion beeinflusst die Längssteifigkeit der Platten auch das 
Verpressungsergebnis dieser Platten. Vergleicht man also die Simulationsergebnisse 
bezüglich Plattendicke und Faservolumengehalt mit realen Platten, lässt sich die 
Längssteifigkeit so anpassen, dass ein optimales Simulationsergebnis, bezogen auf 
die Wandstärke, erreicht wird. Voraussetzung dafür ist jedoch, dass zuvor die 
scheinbare Permeabilität korrekt justiert wurde (siehe Kapitel 5.2.5). Ein Nachteil da-
ran ist, dass die E-Module so kalibriert werden, dass die Verpressung möglichst ge-
nau vorhergesagt wird. Die sich in der Simulation ergebenden inneren Spannungen 
weisen jedoch nach der Kalibrierung nicht mehr zwangsläufig die korrekte bzw. reale 
Größe auf. Dies ist unproblematisch, solange man vergleichende Studien zwischen 
verschiedenen Tooling-Konzepten oder Fertigungsverfahren durchführt. Da die Si-
mulation genau für diesen Zweck entwickelt wird, kann dieser Nachteil ohne Weite-
res akzeptiert werden. Ein weiteres Manko dieses Vorgehens ist der direkte Einfluss 
der Querkontraktionszahl. Verändert man diese, verändert sich auch der Einfluss der 
Längssteifigkeit auf das Verpressungsverhalten. Diese Veränderungen sind zwar nur 
geringfügig, sollten aber dennoch nicht vernachlässigt werden. Die im Rahmen die-
ser Arbeit verwendeten Querkontraktionszahlen entstammen einer früheren Untersu-
chung von AHD und liegen in etwa bei                   und            . 
Sie werden als gegebene Werte angenommen und die Längssteifigkeit entsprechend 
der Simulationen angepasst. Somit erhält man eine Optimierung der Längssteifigkeit 
(                      ) in Abhängigkeit dieser Querkontraktionszahlen. 
Sollten sich zukünftig andere Querkontraktionszahlen ermitteln lassen, müssen auch 
die Steifigkeiten in 1- und 2-Richtung erneut kalibriert werden. Dieses Vorgehen zeigt 
noch einmal den phänomenologischen Charakter der hier entwickelten Kompak-
tiersimulation. Wird sie auf ein anderes Material übertragen, wird auch eine komplett 
neue Kalibrierung erforderlich. 
Die Annahmen eines linear elastischen Verhaltens und gleicher Zug- und 
Drucksteifigkeit in 1- und 2-Richtung stellen ebenfalls Vereinfachungen dar. Beson-
118 Simulationsprozess 
 
ders bei Geweben muss davon ausgegangen werden, dass sowohl Zug- als auch 
Drucksteifigkeit nicht linear sind. Betrachtet man beispielsweise den Zugbereich, so 
werden durch Zugbelastung die Fasern gestreckt und Ondulationen verringert. Der 
dadurch steigende Kontakt zwischen Kett- und Schussfäden erhöht die Zugsteifigkeit 
und führt zur besagten Nichtlinearität. Dennoch erscheint der Ansatz linearen Verhal-
tens im Vergleich mit kommerziell auf dem Markt erhältlichen Software-Lösungen 
adäquat. COMPRO™ beispielsweise bietet zwei Möglichkeiten, das Faserbett abzu-
bilden: konstante Steifigkeiten in allen drei Raumrichtungen oder als verbesserte Va-
riante eine mit dem hier aufgezeigten Ansatz vergleichbare Lösung [173].  
Die UMAT nutzt letztendlich die als Eingabeparameter angegebenen Steifigkei-
ten, um die für die Spannungsberechnung benötigte Steifigkeitsmatrix zu berechnen. 
Dabei wird zwischen UD- und Gewebelagen unterschieden. Darüber hinaus dient die 
UMAT dazu, den klassischen Faservolumengehalt (  ) zu bestimmen. Dieser wird 
anhand des von ABAQUS™ berechneten Fasergesamtvolumengehalts (  ) bzw. des 
total fluid volume ratios (FLUVR) ermittelt. Es entspricht dem Porenvolumen geteilt 
durch das Gesamtelementvolumen, wird von ABAQUS™ anhand des void ratio (e) 
ermittelt und direkt als Ausgabevariable zur Verfügung gestellt, was die Ermittlung 
der Faservolumengehalte vereinfacht. 
 
 
Abb. 5-13: Code zur Berechnung des    innerhalb der UMAT 
 
5.2.5 Kalibrierung der Permeabilität 
Die Auswahl und Kalibrierung der richtigen Permeabilitätskurve (vgl. Kapitel 
5.2.2, insbesondere Abb. 5-10) ist der erste Schritt des Kalibrierprozesses und erfolgt 
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versuche wurde bereits in Kapitel 3.5.3 vorgestellt. Anstelle der weggesteuerten 
Messung tritt jetzt jedoch eine kraftgesteuerte Experimentdurchführung. Somit kön-
nen Kräfte äquivalent zu den im Autoklaven herrschenden Drücken (3 bar, 5 bar, 8 
bar) aufgebracht werden und das Fließverhalten des Harzes bzw. die Dickenände-
rung der Proben gemessen werden. Der Versuchsaufbau mit starrem Stempel hat 
einige Vorteile gegenüber dem Vorgehen im Autoklaven mit Vakuumsack. Die Probe 
wird an ihren Rändern nicht weiter verpresst als in ihrem Zentrum, was Randeffekte 
deutlich reduziert. Weiterhin werden die Experimente bei konstanter Temperatur von 
90°C durchgeführt, was einerseits die Einflüsse von thermischer Dehnung der Test-
vorrichtung, aber auch den Einfluss der veränderlichen Viskosität als Fehlerquelle 
ausschließt. Stärkste Einflussparameter für die Verpressung beim gegebenen Ver-
suchsaufbau sind die Permeabilität und die Steifigkeit des Faserbettes in dritter Rich-
tung. Aufgrund der vergleichsweise hohen Steifigkeit des Faserbettes in der Ebene 
können Einflüsse durch Querkontraktion weitestgehend ausgeschlossen werden [41]. 
Weiterhin wurden die benötigten Parameter zur Berechnung der Steifigkeit in Dicken-
richtung bereits im Vorfeld ermittelt (siehe Kapitel 3.5.3). Damit bleibt die Permeabili-
tät als einzige Unbekannte und kann durch Vergleich von Simulation und Experiment 
kalibriert werden.  
Wie sich gezeigt hat, stellt ein einfaches Potenzgesetz in Kombination mit den 
von Gutowski et al. [42] angepassten Carman-Kozeny Gleichungen den besten Weg 
dar, die Durchtränkungsphase zu erfassen. Gleichung { 5-4 } zeigt beispielhaft die 
Vorgehensweise zur Berechnung der Permeabilität. Dabei stellt    
    die Permeabili-
tät bei Erreichen vollständiger Durchtränkung (engl. saturation – abgekürzt sat) dar 
und wird mit Hilfe der Gleichung { 3-30 } für      
    berechnet.   ist der Exponent, 
der als Kalibrierfaktor eingesetzt wird. Der Punkt der Durchtränkung bzw. der bei 
vollständiger Durchtränkung erreichte   
    lässt sich über den Harzmassegehalt des 
angelieferten Materials und das Faserflächengewicht anhand geometrischer Überle-
gungen bestimmen. 
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    wird analog gebildet, wobei Gleichung { 3-31 } als Basis dient. Die auf diese 
Weise berechnete Permeabilität muss für den Einsatz in ABAQUS™ in die soge-
nannte hydraulic conductivity (hydraulische Leit- bzw. Durchflussfähigkeit) umge-
rechnet werden [114]. Dies erfolgt mit Hilfe der nach Gleichung { 3-29 } berechneten 
dynamischen Viskosität ( ̅ ), der Dichte des flüssigen Harzes (  ) und der Erdbe-
schleunigung ( ). 
 
 ̅  (      )   
        (  )
 ̅ (   )
 { 5-5 } 
 
Modellaufbau 
Simuliert wird die in Abb. 3-6 gezeigte Vorrichtung. Diese, sowie die einge-
brachte Probe, werden aus hexagonalen Elementen aufgebaut, wobei die Vorrich-
tung sogenannte 3D stress elements (C3D8R) und die Probe pore fluid/stress ele-
ments (C3D8RP) verwendet. Die Vorrichtungsteile erhalten drei Elemente über der 
Bauteildicke, während die Faserverbundproben eine Lage Elemente pro Laminatlage 
erhalten. Die maximale Elementkantenlänge der Probe beträgt ca. 3 mm, um das AR 
der Elemente kleiner zehn zu halten. Wichtig ist außerdem, dass reduziert integrierte 
Elemente für die Faserverbundteile verwendet werden, um das Phänomen des shear 
locking zu vermeiden. Voll integrierte Elemente verhalten sich meist deutlich schub-
steifer als reduziert integrierte Elemente, was direkt mit der Elementformulierung zu-
sammenhängt. Da bei der Kompaktiersimulation von gekrümmten Bauteilen stärkere 
Schubverformungen auftreten, sollten reduziert integrierte Elemente bevorzugt wer-
den. So wird verhindert, dass falsche Elementauswahl die Genauigkeit und Funkti-
onsweise der Simulation negativ beeinträchtigt. Im Fall der hier gezeigten Simulati-
onsmethode ist dieses Vorgehen besonders wichtig, da nicht nur der Kompaktierweg 
des durchtränkten Materials, sondern auch die im Rahmen der Durchtränkung auftre-
tende Verformung erfasst wird. Dadurch werden die Elemente deutlich stärker ver-
formt als beispielsweise beim Simulationsansatz von COMPRO™.  
Reduziert integrierte Elemente weisen das sogenannte hourglassing auf, einen 
rein numerischen Verformungsmodus der durch die Beschränkung auf einen einzel-
nen Integrationspunkt zur Berechnung der Schubspannungen und -verformungen 
entsteht. Um hourglassing zu verhindern, ermittelt ABAQUS™ anhand der Element-
steifigkeitsmatrix die sogenannte hourglassing stiffness, die dem hourglassing ent-
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gegenwirkt. Diese zusätzliche Elementsteifigkeit kann von ABAQUS™ jedoch nicht 
automatisch berechnet werden, wenn eine UMAT zum Einsatz kommt. Daher wird 
eine feste hourglassing stiffness beim Modellaufbau vorgegeben. Schubverformung 
tritt hauptsächlich bei gekrümmten Bauteilen auf. Deshalb haben hourglassing stiff-
ness und Schubsteifigkeit nur einen minimalen Einfluss auf die Verpressung von 
ebenen Platten. Lediglich die Randeffekte der Verpressung werden durch die hour-
glassing stiffness und die Schubsteifigkeit bzw. das shear locking beeinflusst. Da es 
im Laborexperiment mit der in Abb. 3-6 gezeigten Vorrichtung kaum zu Randeffekten 
kommt, spielt hierfür die hourglassing stiffness nur eine untergeordnete Rolle, was 
die Nutzung der Experimente zur reinen Kalibrierung der Permeabilität mit Hilfe einer 
generischen hourglassing stiffness ermöglicht. 
Als Randbedingungen müssen mechanische Lagerung, die Kraft auf den Stem-
pel und der Porendruck aufgebracht werden (vgl. Abb. 5-14). Alle Faserverbundbe-
reiche erhalten einen initialen Porendruck als pre-defined field. Die Randbereiche der 
Probe, an denen Harz austreten kann, erhalten darüber hinaus einen festen Poren-
druck von null als echte Randbedingung (boundary condition). Obwohl die Testvor-
richtung die Probe an vier der sechs Seitenflächen umschließt, kommt es dennoch 
zum Harzaustritt an Stirn- und Seitenflächen (vgl. Abb. 5-14), da die Proben nicht 
fest an den Seitenwänden der Vorrichtung anliegen, sondern ein gewisses Untermaß 
benötigt wird, um sie in dünne Teflon-Trennfolie (dünner 0,1 mm) einzuschließen und 
in die Vorrichtung einzubringen. Dadurch entsteht ein Harzkanal, der den Harzaustritt 
auch an den Seitenrändern der Probe ermöglicht, was in den Randbedingungen be-
rücksichtigt wird.  
 
 
Abb. 5-14: Probe nach dem Verpressen (links); Spalte in der Vorrichtung 
(Mitte: Draufsicht; rechts: Seitenansicht) 
 
Neben dem Porendruck muss auch der initiale Faservolumengehalt bzw. in 




achten, dass UD- und Gewebe-Material unterschiedliche Werte aufweisen. Die ther-
mische Ausdehnung von FEMI und Probe sowie der chemische Schrumpf des Har-




Abb. 5-15 zeigt den Vergleich von Simulation und Messung bei einer kraftge-
steuerten Experimentdurchführung. Die finale Kraft entspricht einem Autoklavdruck 
von 5 bar mit zusätzlich angelegtem Vakuum von 0,45 bar. Sie wird mit dem für den 
Autoklaven vorgegebenen Gradienten aufgebracht und dann konstant gehalten, bis 
sich eine konstante Wandstärke der Probe einstellt und damit der Harzfluss zum Er-
liegen kommt. Dies bedeutet, dass die komplette Last durch das Faserbett getragen 
wird und der Porendruck auf annähernd null abfällt, was als zusätzliche Bedingung 
zur Überprüfung der Simulation herangezogen wird. 
 
 
Abb. 5-15: Vergleich der Probendehnung zwischen Experiment und Simulation (5 bar Absolutdruck) 
 
Abb. 5-15 zeigt deutlich die gute Übereinstimmung der Simulation mit dem Ex-
periment bei einem Autoklavdruck von 5 bar. Die horizontal auslaufende Simulati-
onskurve oberhalb von 2000 Sekunden lässt bereits darauf schließen, dass der 
Harzfluss und auch der Harzdruck auf annähernd null abgefallen sind und somit kei-
ne weitere Veränderung der Probe stattfindet. Eine Überprüfung des Porendruckver-
laufs bestätigt dies. Die experimentelle Kurve zeigt ihr asymptotisches Verhalten et-
was später als die Simulationskurve. Der daraus resultierende Fehler (< 2%) wird 
akzeptiert, da der Harzdruck im Fertigungsprozess niemals soweit abfallen sollte. 
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Um sicherzustellen, dass die Simulation nicht nur bei 5 bar Autoklavdruck, son-
dern beispielsweise auch bei 3 bar gute Ergebnisse liefert, wurden die Experimente 
bei weiteren Drücken (3 bar und 8 bar) durchgeführt. Die Ergebnisse des Vergleichs 
von Experiment und Simulation können in Abb. 5-16 abgelesen werden. Für 3 bar 
Absolutdruck werden ähnlich genaue Ergebnisse wie bei den 5 bar Proben erzielt. 
Bei 8 bar sind die Abweichungen zwischen Experiment und Simulation dagegen grö-
ßer. Besonders zwischen 1.300 und 2.300 Sekunden weicht die Simulation deutlich 
vom Experiment ab (Abb. 5-16 rechts). Die Simulation zeigt einen zu schnellen 
Harzabfluss und erreicht somit früher als das Experiment den finalen Zustand mit 
konstanter Wandstärke und einem Harzdruck von null. Hauptgrund hierfür ist die 
Permeabilität, die besonders bei hohen Faservolumengehalten deutlich von den 
durch die Carmon-Koseny Gleichungen vorhergesagten Werten abzuweichen 
scheint. Gutowski et al. [42, 150] weisen indirekt in ihren Veröffentlichungen darauf 
hin, dass die modifizierten Carman-Koseny Gleichungen nur für moderate Verände-
rungen des    genaue Ergebnisse liefern. Allerdings wird hier eine sehr große Ver-
änderung des Faservolumengehalts (47,5 % bis 62,4 %) betrachtet. Da sich im 
Rahmen der Fertigung der Faservolumengehalt nur im Bereich 47,5 % bis 55 % be-
wegt, wurden die Permeabilitätsgleichungen für diesen Bereich optimiert. Deutlich zu 
sehen bei der 8 bar Probe ist jedoch, dass der nicht-lineare E-Modul des Faserbettes 
in dritter Raumrichtung gut zu den Experimenten passt. Beide Kurven enden annä-
hernd horizontal im gleichen Wert und der Harzdruck fällt auf nahezu null ab. 
 
     





Für das UD-Material des HexPly M18/1™ wurden ähnliche Versuche durchge-
führt (5 bar und 8 bar) und die Simulation entsprechend kalibriert. Abb. 5-17 zeigt die 
erreichbare Genauigkeit bzgl. der Probenverformung beim Aufbringen einer Kraft mit 
Hilfe des Stempels (vgl. Abb. 3-6). Die Genauigkeit ist etwas geringer als beim Ge-
webematerial, aber dennoch ausreichend. 
 
     
Abb. 5-17: Vergleich der Dehnungen bei UD-Material (links: 5 bar, rechts: 8 bar) 
 
Laminat 
Zur Verifikation der zuvor durchgeführten Kalibrierung wurden auch gemischte 
Proben (drei Stück mit gleichem Laminataufbau – siehe Abb. 5-18) bei einer Kraft 
äquivalent zum 5 bar Autoklav-Zyklus getestet. Abb. 5-18 zeigt, dass auch ein Lami-
nat mit Hilfe der zuvor ermittelten Permeabilitätskurven korrekt abgebildet wird. 
 
 















5.2.6 Kontakt- und Reibungssimulation 
Wie beispielsweise Hubert [41], Hubert & Poursartip [3, 174], Sun et al. [16] und 
Li et al. [175] aufzeigen, wird die Verpressung des Laminates von der Interaktion 
zwischen Bauteil und FEMI sowie von der Schubsteifigkeit des Faserbettes beein-
flusst. Zwischen Bauteil und FEMI herrscht eine Reibinteraktion, die ein freies Ver-
formen bzw. Verschieben des Faserbettes relativ zum FEMI behindert [17, 39, 157]. 
Zusätzlich hat das FEMI häufig einen höheren Wärmeausdehnungskoeffizienten als 
das Bauteil, was zu weiteren Scherkräften zwischen Laminat und FEMI führt. Die 
Schubverformbarkeit des Faserbettes setzt sich ebenfalls aus zwei Phänomenen 
zusammen. Weniger offensichtlich als die Schubsteifigkeit der Gewebestruktur ist 
dabei die Fähigkeit der einzelnen Laminatlagen, aufeinander abzugleiten. Dieses 
Verhalten beeinflusst nicht nur das Ergebnis der Verpressung, sondern ist auch ein 
maßgeblicher Einflussfaktor der Faltenbildung in der Autoklavfertigung von Prepreg-
Teilen (vgl. Kapitel 4) [6, 75, 174].  
Zur Einbringung der interlaminaren Reibung und der FEMI-Bauteil-Interaktion 
können verschiedene Ansätze verwendet werden. Erste Ansätze von Johnston [27], 
Twigg et al. [19] sowie Fernlund et al. [59] nutzen sogenannte shear layer zur Erfas-
sung der TPI. Johnston [27], Twigg et al. [19] und Fernlund et al. [59] führten aber 
aufgrund der erforderlichen kleinen Elementkantenlängen der shear layer lediglich 
zwei-dimensionale Untersuchungen durch und berücksichtigten keine kompletten 
Bauteile, sondern lediglich deren Querschnitte. Özsoy et al. [38] hingegen verwen-
den die in ABAQUS™ vorhandenen Kontakte, um TPI und interlaminare Reibung zu 
modellieren. Dies ermöglicht eine von den Kontaktflächen annähernd unabhängige 
Vernetzung des FEMI und der Bauteile. Darüber hinaus ist diese Modellierung nicht 
auf zwei-dimensionale Querschnitte beschränkt, sondern kann auch auf komplexe 
drei-dimensionale Strukturen übertragen werden. Weiterhin lassen sich temperatur-
abhängige Reibkoeffizienten und ein shear limit zur Begrenzung der übertragbaren 
Reibkräfte einbringen. Allerdings bedienen sich Özsoy et al. [38] dieser Vorgehens-
weise lediglich für die Vorhersage des spring-in Winkels und vernachlässigen die 
Kompaktierung des Laminates vollständig. Dennoch erscheint die Arbeitsweise von 
Özsoy et al. [38] vielversprechend und wird auch im Rahmen dieser Arbeit angewen-
det und weiterentwickelt. 
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Bei der Kompaktiersimulation werden die bereits erwähnten pore fluid/stress 
elements (C3D8RP) verwendet. Diese weisen einen zusätzlichen Freiheitsgrad, den 
Flüssigkeits- bzw. Porendruck auf, der bei der Kontaktmodellierung berücksichtigt 
werden muss. Der Standardkontakt in ABAQUS™, sowie die tied contacts sind in der 
Lage, den Porendruck zwischen den Kontaktflächen zu übertragen [114]. Die Metho-
de von Özsoy et al. [38] kann also auch mit C3D8RP-Elementen verwendet werden. 
Test-Simulationen zeigen jedoch, dass besonders die Anisotropie der Permeabilität 
in Kombination mit den nötigen Randbedingungen für den Porendruck zu Druck-
schwankungen in der Simulation führen. Selbst bei ebenen Platten lassen sich Reib-
kontakte zwischen pore fluid/stress elements (C3D8RP) nur schwer bis gar nicht um-
setzen. Schwankungen im Porendruck beeinflussen direkt den Kontaktdruck und 
damit die Reibkraft. Ständig schwankende Reibkräfte führen zu erheblichen Konver-
genzproblemen, besonders, wenn zwischen Haft- und Gleitreibung gewechselt wer-
den muss. Auch das Einführen von contact stabilization schafft hier keine adäquate 
Abhilfe. Eine Verbesserung kann mit Hilfe sogenannter surface elements (SFM3D4) 
erzielt werden. SFM3D4 weisen lediglich Verschiebungsfreiheitsgrade auf und besit-
zen keinerlei Steifigkeiten. Sie dienen dazu, eine Kontaktfläche zu erzeugen, die 
entweder starr ist oder sich mit den darunter liegenden Elementen verformt. Der Ein-
satz dieser Elemente macht die Kontaktsimulation deutlich stabiler und verbessert 
die Konvergenzgeschwindigkeit. Die surface elements können den Druckfreiheits-
grad allerdings nicht übertragen, was ein Fließen des Harzes zwischen den durch 
Kontakte getrennten Laminatlagen unmöglich macht. 
Die Kontaktsimulation lässt sich dennoch mit Hilfe von surface elements ver-
wirklichen, sofern man einige Besonderheiten des Faserverbundwerkstoffs berück-
sichtigt und die Randbedingungen des Porendrucks anpasst. Bei der Betrachtung 
der anisotropen Permeabilität von Gewebe- und UD-Materialien ist festzustellen, 
dass die Permeabilität in Dickenrichtung häufig um einen Faktor von 10 bis 25 gerin-
ger ist als die Permeabilität in der Laminatebene. Das bedeutet, dass in Dickenrich-
tung deutlich weniger Harzfluss stattfindet als in der Laminatebene [42, 175]. Der 
Harzabfluss in Dickenrichtung ist darüber hinaus auch durch die Lochfolie limitiert, 
was Experimente und die Bauteilfertigung bei AHD bestätigen. Bei geschlossenen 
FEMI findet gar kein Harzabfluss in Dickenrichtung statt. Weiterhin wurde bei den 
Untersuchungen von Münch [A3] zum Verpressungsverhalten des M18/1 Prepregs 
festgestellt, dass das Steifigkeits- und Fließverhalten der einzelnen Lagen nähe-
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rungsweise unabhängig voneinander betrachtet werden kann. Nutzt man diese Ver-
einfachung, können die surface elements zur Trennung der Lagen eingesetzt wer-
den. 
Schwierig bleibt die Simulation der Durchtränkung. Der hier verwendete phä-
nomenologische Ansatz simuliert die Durchtränkung als virtuellen Harzabfluss. Die-
ser kann unter Verwendung der genannten Vereinfachung und der surface elements 
jedoch nur noch an den Rändern der Probe stattfinden. Dadurch beeinflusst die Pro-
bengröße das Verpressungsverhalten, was unter realen Bedingungen so nicht der 
Fall ist (vgl. Abb. 5-19). Außerdem könnte eine solche Simulation den Einfluss ver-
schiedener Lochfolien bzw. den Unterschied zwischen offenem und geschlossenem 
FEMI nicht berücksichtigen. Experimentelle Untersuchungen an Platten im Autokla-
ven haben den Einfluss von Lochfolien mit unterschiedlichen Lochabständen jedoch 
nachgewiesen [A7]. Betrachtet man offene FEMI, findet in der Realität ein geringer 
Harzfluss in Dickenrichtung statt, der zu minimalem Harzaustritt durch die Löcher der 
Lochfolie führt. In der Simulation ohne interlaminare Kontakte kann die Lochfolie 
durch einfache Randbedingungen an der Oberfläche des Laminates nachgebildet 
werden (vgl. Abb. 5-20). In der Simulation mit interlaminaren Kontakten hingegen ist 
der Harzfluss in Dickenrichtung durch die surface elements behindert. Als Ersatz 
können die Randbedingungen von der Oberfläche durch die gesamte Tiefe des La-
minates fortgesetzt werden. Somit erhält jede Lage Knoten, an denen Harz austreten 
kann. Der Austritt an diesen Knoten steht stellvertretend für den Harzfluss in Dicken-
richtung und den Harzabfluss durch die Lochfolie. Auf diese Weise findet virtueller 
Harzaustritt an allen Knoten unterhalb einer Öffnung in der Lochfolie statt, ohne dass 
die Simulation den Druckgradienten und den damit verbundenen Harzfluss in Dicken-
richtung berücksichtigen muss (vgl. Abb. 5-20). 
 
 
Abb. 5-19: Einfluss der Probengröße auf den Porendruckgradienten beim Einsatz von 












Abb. 5-20: Porendruck-Randbedingungen für offene und geschlossene FEMI 
 
Mit Hilfe dieser Randbedingungen lässt sich auch bei geschlossenen FEMI si-
cherstellen, dass der gewählte phänomenologische Ansatz die Durchtränkung kor-
rekt darstellen kann. Nach Erreichen der Durchtränkung werden die Randbedingun-
gen an den inneren Knoten abgeschaltet und Harzfluss kann nur noch an den offe-
nen Rändern der Bauteile stattfinden. Nachteil dieser Vorgehensweise ist die Verfäl-
schung des Harzdrucks. Die Randbedingungen an den inneren Knoten setzen den 
Harzdruck zu null, was in der Realität nicht der Fall ist. Auch der Druckgradient in 
Dickenrichtung wird nicht korrekt erfasst. Aus diesem Grund wird beschlossen, die 
sich ergebende Harzdruckverteilung nicht für weitere Untersuchungen, wie bei-
spielsweise die Porenbildung, anzuwenden. Der Fokus der hier entwickelten Simula-
tion liegt klar auf der Abschätzung der Faltenbildung. Soll die Simulation zur Vorher-
sage der Porenbildung genutzt werden, so kann auf die Kontaktsimulation in den 
meisten Fällen verzichtet und realistischere Druck-Randbedingungen eingesetzt 
werden. Dieses Vorgehen und der dafür benötigte Nachweis liegen jedoch außerhalb 
des Rahmens dieser Arbeit. 
Realität: offenes FEMI
- Durchtränkung
- Harzaustritt an den Rändern
- Harzaustritt durch die Lochfolie
Realität: geschlossenes FEMI
- Durchtränkung
- Harzaustritt an den Rändern
Simulation: offenes FEMI
- Durchtränkung durch Harzabfluss an 
Rändern und inneren Knoten (  )
- Harzaustritt an den Rändern
- Harzaustritt durch innere Knoten
Simulation: geschlossenes FEMI
- Durchtränkung durch Harzabfluss an 
Rändern und inneren Knoten (  )
- Nach Abschluss der Durchtränkung 
Harzaustritt nur noch an den offenen 
Rändern des geschlossenen FEMI
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Die Kontakte für interlaminare Reibung und TPI erfordern zwei Sätze von Ei-
genschaften, das normale und das tangentiale Verhalten zur Kontaktfläche. Das 
Verhalten in Normalenrichtung wird als hard contact in ABAQUS™ abgebildet, wie es 
auch bereits bei Özsoy et al. [38] der Fall ist. Die tangentialen Eigenschaften werden 
aus den Reibungsmessungen (Kapitel 3.8) ermittelt, wobei zur Glättung der Mess-
kurven ein gleitender Mittelwert mit zehn Datenpunkten pro Mittelung verwendet wird. 
Wie in Kapitel 3.8 sowie von Weber et al. [157] und Tellis [A6] gezeigt wurde, hängen 
TPI und interlaminare Reibung generell von folgenden Faktoren ab: 
- Faserarchitektur - Grad der Verpressung 
- Faserausrichtung - Temperatur 
- Aushärtegrad 
 
Um diese Einflüsse vollständig berücksichtigen zu können, wird ein benutzerde-
finiertes Unterprogram (user subroutine) in ABAQUS™ benötigt. Dabei kann zwi-
schen FRIC und FRIC_COEF unterschieden werden. Ersteres dient der Program-
mierung des tangentialen Kontaktverhaltens vollständig unabhängig von den in 
ABAQUS™ hinterlegten Routinen. Problematisch hierbei ist jedoch das Erzielen ei-
nes stabilen Konvergenzverhaltens, was für die industrielle Anwendung eine Grund-
voraussetzung darstellt [114]. Da bereits die Verwendung der C3D8RP Elemente die 
Kontaktsimulation negativ beeinträchtigt, wird hier von der Nutzung der FRIC Routine 
Abstand genommen. Die Routine FRIC_COEF dient lediglich dazu, den Coloumb-
Reibkoeffizienten für isotropes Reibverhalten mit Hilfe eines benutzerdefinierten Un-
terprogramms zu berechnen. Kapitel 3.8, Weber et al. [157] und Tellis [A6] zeigen 
jedoch eindeutig den anisotropen bzw. orthotropen Charakter der interlaminaren 
Reibung und der TPI. Besonders der Unterschied zwischen 0/90° und 90/0° Ausrich-
tung bei der TPI für Gewebelagen spielt bei der späteren Simulation der Faltenbil-
dung eine Rolle (vgl. Abb. 3-16 rechts und Kapitel 3.8). 
Daher wird die in ABAQUS™ standardmäßig vorhandene orthotrope Coulomb-
Reibung für die Simulation eingesetzt. ABAQUS™ bietet eine Temperaturabhängig-
keit für den Reibkoeffizienten an. Diese ermöglicht zumindest die Erfassung von 
Temperatur und Aushärtegradabhängigkeit, wobei die Vorgehensweise die gleiche 
ist wie zur Einbringung der Viskosität (vgl. Kapitel 5.2.3). Weiterhin wird die Simulati-
on in zwei separate Abschnitte unterteilt. Vor dem Erreichen der Durchtränkung gel-
ten andere Reibwerte wie nach vollständiger Durchtränkung. Auf diese Weise wird 
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zumindest näherungsweise die Abhängigkeit von der Verpressung berücksichtigt. 
Faserarchitektur, Faserausrichtung und die verschiedenen Kombinationen dieser 
beiden Parameter werden durch separate Reibwerttabellen erfasst (vgl. Tabelle 5-3). 
Die Unterschiede zwischen 1- und 2-Richtung sind bereits durch die orthotrope An-
gabe der Reibwerte in ABAQUS™ erfasst.  
 




Unterschied zwischen 0/90° und 90/0° in 1- und 2-Richtung erfasst 
Niedrigere Werte vor Erreichen der Durchtränkung (Kapitel 3.8.2 & 
[157]); shear limit: 0,2 MPa 
FEMI-Gewebe,  
verpresst, 0/90° 
Höhere Werte aufgrund stärkerer Verpressung und Steigerung des 
Faser-FEMI-Kontakts 
Wechsel der Reibeigenschaften durch neuen *STEP in ABAQUS™ 




Niedrigere Werte bei geringerer Verpressung anhand pull-through test 




Werte anhand der Messungen mit dem Scratch 4 Surface Tester 




Niedrigere Werte abgeschätzt anhand der Differenzen zwischen ver-
presst und unverpresst bei der Kombination Gewebe-Gewebe 
Zukünftig Messwerte nötig, um genauere Simulation zu ermöglichen.  




Werte anhand der Messungen mit dem Scratch 4 Surface Tester 




Werte abgeschätzt anhand der Differenz zwischen verpresst und un-
verpresst bei Gewebe-Gewebe 
Zukünftig Messwerte nötig, um genauere Simulation zu ermöglichen. 
shear limit: 0,27 MPa  
Gewebe-UD, ver-
presst, 0/90°-0° 
Werte anhand der Messungen mit dem Scratch 4 Surface Tester 




Werte abgeschätzt anhand der Differenz zwischen verpresst und un-
verpresst bei Gewebe-Gewebe 
Zukünftig Messwerte nötig, um genauere Simulation zu ermöglichen.  
shear limit: 0,24 MPa 
UD-UD,  
verpresst, 0°-0° 
Werte anhand der Messungen mit dem Scratch 4 Surface Tester 
shear limit: 0,56 MPa 
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Die TPI zwischen FEMI und UD-Laminatlagen wird nicht aufgeführt, da aus 
Gründen der besseren Widerstandsfähigkeit gegen Einschläge immer Gewebelagen 
als äußere Bauteillagen verwendet werden. Die Kombination aus 45/135° zu 45/135° 
Gewebelagen wird nicht separat betrachtet, da sich auch zwei 0/90° zu 0/90°-Lagen 
in 45/135° zu 45/135°-Richtung zueinander verschieben könnten. Die sich durch die-
se Bewegung ergebende resultierende Reibkraft weicht aufgrund der geringen Un-
terschiede in den Reibkoeffizienten nur minimal von den Kräften der 45/135° zur 
45/135°-Messung ab. Dieser geringe Fehler wird zur Vereinfachung der Simulation 
akzeptiert.  
Da es sich beim Harz um eine Flüssigkeit handelt und die Faser-Faser bzw. 
Faser-FEMI-Kontaktfläche sehr begrenzt ist, ist auch die übertragbare Reibkraft stark 
limitiert. Die Limitierung wurde von Özsoy et al. [38] mit Hilfe des sogenannten shear 
limit in ABAQUS™ eingebracht. Das gleiche Vorgehen wird auch im Rahmen dieser 
Arbeit angewendet, das shear limit liegt jedoch etwas höher als der von Özsoy et al. 
[38] angegebene Wert (siehe Tabelle 5-3). Außerdem werden verschiedene shear 
limits für verschiedene Materialkombinationen (Gewebe zu Gewebe, UD zu Gewebe, 
Gewebe zu FEMI, etc.) angewendet, um trotz der Vereinfachungen eine möglichst 
genaue Erfassung der Reibung zu ermöglichen. Die shear limits der einzelnen Mate-
rialkombinationen werden anhand der Reibungsmessungen aus der Normalkraft, der 
Reibfläche und der maximal erreichbaren Reibkraft errechnet. Bei Erreichen der ma-
ximal übertragbaren Reibkraft geht das Reibverhalten von Haft- in Gleitreibung über, 
wobei die Reibkraft nicht mehr weiter ansteigt oder sogar abfällt, da der Gleitrei-
bungskoeffizient meist etwas geringer ist, als der Haftreibungskoeffizient. Dieser 
Übergang ist als Maximalwert in den Kurven der Messungen zu sehen. Im Falle der 
hier durchgeführten Simulation wird der gleiche Reibkoeffizient für Haft- und Gleitrei-
bung angenommen, was dazu führt, dass bei der Gleitreibung, die im shear limit ver-
ankerte Reibkraft übertragen wird. 
Aufgrund der hohen Rechenzeiten von Kontakten kann nicht zwischen allen 
Laminatlagen ein Kontakt eingebracht werden. Stattdessen wurde entschieden, Kon-
taktmodellierungen nach jeder zweiten bzw. jeder vierten Laminatlage zu testen (vgl. 
Kapitel 8.5). An den Trennstellen zwischen UD- und Gewebematerial werden zusätz-





Abb. 5-21: Verschiedene Modellierungsvarianten für die Prozesssimulation 
 
5.2.7 Verifikation des Kompaktiermoduls 
In Kapitel 5.2.5 wurde bereits die Kalibrierung und Verifikation der Permeabili-
tätskurve mit Hilfe von Laborexperimenten gezeigt. Weitere Kalibrier- und Verifizie-
rungsexperimente sind im Anhang dargestellt. Verschiedene Komplexitätsgrade wur-
den verwendet, wobei einfache Platten und C-Profile dazu dienen, fehlende Parame-
ter, wie Längs- und Schubsteifigkeit des Faserbettes zu kalibrieren. Neben der Kalib-
rierung wurden zusätzliche Experimente bei anderen Autoklavdrücken oder mit kom-
plexeren Laminataufbauten zu Verifikationszwecken durchgeführt. Dort wird zusätz-
lich beleuchtet, wie ein ausgehärtetes Bauteil mit dem Endergebnis der Simulation 
(Gelpunkt) verglichen werden kann. Im weiteren Verlauf wird daher lediglich die fina-
le Verifikation anhand von Omega- und großen C-Profilen gezeigt. 
Omega-Profile 
Omega-Profile eignen sich besonders gut zur Verifikation der Kompaktiersimu-
lation, da sie, neben ebenen Bereichen, konvexe und konkave Radien in einem Bau-
teil enthalten. Außerdem umschließen die Radien lediglich einen 45°-Winkel, was 
eine deutliche Veränderung zu den C-Profilen mit 90°-Winkel darstellt. Die generellen 
Abmessungen von FEMI und Bauteil können Abb. 4-3 entnommen werden. Tabelle 






Tabelle 5-4: Verifikation der Kompaktiersimulation (Omega-Profile) 
Nr. Probentyp Zyklus FEMI 
O1 
[0/90°4]S 


















































Nicht alle Bauteile konnten mit dem gleichen Modellaufbau simuliert werden. 
Besonders die dünnen UD-Lagen mit unterschiedlicher Permeabilität in 1- und 2-
Richtung resultieren in erhöhten Rechenzeiten und schlechter Konvergenz. Die ge-
ringe Dicke der Einzellagen führt zu kleineren Elementen, da ein AR von 15 nicht 
überschritten werden sollte. Die resultierende größere Elementanzahl steigert die 
Rechenzeit merklich. Die Anisotropie der Permeabilität in Kombination mit den 
Randbedingungen und den interlaminaren Kontakten führt außerdem zu numeri-
schen Schwankungen beim Porendruck, was die Konvergenz der Simulationen nach-
teilig beeinflusst. Daher konnten nur die reinen Gewebeproben (O1 bis O3) mit inter-
laminarer Kontaktsimulation (Kontakt nach jeder vierten Lage) durchgeführt werden. 
Bei der UD-Probe (O4) war aufgrund der genannten Konvergenzprobleme die Ein-
bringung von interlaminaren Kontakten überhaupt nicht möglich. Stattdessen, wurden 
die hourglassing stiffness und die Schubsteifigkeit so angepasst, dass sich auf Lami-
natebene ein ähnliches Verformungsverhalten ergibt, wie es bei einer Simulation un-
ter Berücksichtigung der interlaminaren Kontakte der Fall gewesen wäre. Nähere 
Informationen zur Ermittlung der entsprechenden Parameter können dem Anhang 
(„Sensitivitätsanalysen zur Kompaktiersimulation“) entnommen werden. Auch bei der 
gemischten Probe (O5) ließ sich durch Eliminieren der interlaminaren Reibkontakte 
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ein besseres Konvergenzverhalten und eine deutlich reduzierte Rechenzeit erzielen. 
Bei der Gewebe-Probe auf dem Stahlwerkzeug (O6) konnten trotz der großen La-
genanzahl (16 Stück im Vergleich zu max. 12 bei den vorherigen Proben) interlami-
nare Kontakte berücksichtigt werden. Zur Reduktion der Rechenzeit wurde das AR 
im Vergleich zur Probe O1 auf 30 erhöht. Den Sensitivitätsstudien im Anhang dieser 
Arbeit kann entnommen werden, dass ein aspect ratio von 30 noch immer adäquate 
Ergebnisse liefert, sofern Randeffekte keine übergeordnete Rolle spielen. Tabelle 5-5 
zeigt eine Übersicht über die verwendeten Modellierungsvarianten. 
 









O1 alle vier Lagen mittel (45 %) mittel (45 %) 15 
O2 alle vier Lagen mittel (45 %) mittel (45 %) 30 
O3 alle vier Lagen mittel (45 %) mittel (45 %) 30 
O4 keine niedrig (20 %) niedrig (20 %) 15 
O5 keine niedrig (20 %) niedrig (20 %) 15 
O6 alle vier Lagen mittel (45 %) mittel (45 %) 10 
O7 alle vier Lagen mittel (45 %) mittel (45 %) 10 
 
Tabelle 5-6 zeigt die Zusammenfassung der mittleren und maximalen Abwei-
chungen zwischen Simulation und Experiment für die verschiedenen getesteten Kon-
figurationen. Es ist erkennbar, dass selbst bei dem vergleichsweise komplexen 
Omega-Profil der Simulationsfehler kaum die angepeilten 10 % überschreitet. Ledig-
lich das UD-Laminat zeigt einen maximalen Fehler größer als 10 %, was auf die star-
ken Schwankungen im Porendruck und die damit verbundenen Konvergenzprobleme 
zurückzuführen ist. Es wird deutlich, dass alle verwendeten Modellierungsvarianten 
zu ausreichend genauen Ergebnissen bzgl. der Kompaktierung und dem Faservolu-
mengehalt führen. Fraglich bleibt jedoch, wie sich die Vernachlässigung der interla-
minaren Kontakte auf den inneren Spannungszustand auswirkt. Hauptsächlich be-
troffen von der Elimination der Reibkontakte und der Anpassung der Schubsteifigkeit 
sind natürlich die Schubspannungen. Allerdings wurde versucht, die Auswirkungen 
auf die inneren Spannungen zu minimieren, indem die größeren benötigten Schub-
verformungen im Element mit einem niedrigen Schubmodul erzeugt wurden. Somit 
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weisen die resultierenden Schubspannungen ähnliche Werte auf wie bei einer Simu-
lation mit Reibkontakten und Relativverschiebungen. 
 















































































Bei den Proben O6 und O7 ist eine deutliche Veränderung bei der Fehlervertei-
lung zwischen Wandstärke und Faservolumengehalt wahrzunehmen. Während bei 
den offenen FEMI der Fehler in Wandstärke und Faservolumengehalt ähnliche Grö-
ße aufweist, ist er beim Faservolumengehalt für geschlossene FEMI deutlich gerin-
ger. Der Grund hierfür liegt in den veränderten Fließprozessen und der Kalibrierung 
der Modelle. Bei offenen FEMI beeinflusst der Druckgradient in Dickenrichtung des 
Laminates das Abfließen von Harz durch die Lochfolie. Bei geschlossenen FEMI 
kann Harz nur an den Bauteilrändern austreten und der Druckgradient in Dickenrich-
tung hat kaum Einfluss auf dieses Verhalten. Die Modellierung mit interlaminaren 
Reibkontakten erlaubt keine vollständig korrekte Erfassung der Druckgradienten in 
Dickenrichtung für offene FEMI. Daher kann der Harzabfluss durch die Lochfolie nur 
angenähert dargestellt werden. Da alle weiteren Simulationen zur Charakterisierung 
der Faltenbildung für geschlossene FEMI stattfinden, wurde bereits bei der Kalibrie-
rung der Modelle darauf geachtet, dass die Verhältnisse an geschlossenen FEMI 
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adäquat nachgestellt werden (Druckleisten, Trennfolie ohne Löcher, etc.). Der größe-
re Fehler in der Wandstärke bei O6 und O7 ist auf eine Besonderheit des FEMI zu-
rückzuführen. Die Druckleisten sind zwar sehr steif ausgeführt, aber dennoch weder 
in ihrer Position noch in ihrer Ausrichtung geführt. Das heißt, sie werden frei, nach 
Augenmaß des Laminierers aufgelegt, was zu einer gewissen Variabilität führt, die so 
von der Simulation nicht abgebildet wird. Die Simulation geht immer vom idealen Zu-
sammenspiel von Druckstück und Bauteil aus.  
Weiterführende Auswertungen wurden für das gemischte Laminat O5 durchge-
führt. Mit Hilfe von Schliffbildern lassen sich die Dicke und der Faservolumengehalt 
der Gewebe- bzw. UD-Pakete ermitteln. Abb. 5-22 bestätigt die in Tabelle 5-6 ge-
zeigten Daten. Besonders die UD-Lagen werden in der Simulation nicht ausreichend 
verpresst. Der Hauptgrund liegt in der Kombination aus Randbedingungen und 
anisotroper Permeabilität, die zu numerischen Problemen bei der Berechnung des 
Porendrucks führt. Wird der Porendruck nur unzureichend genau durch die Simulati-
on erfasst, ist auch das Fließverhalten des Harzes davon betroffen und die Vorher-
sage der finalen Wandstärke und des    wird fehlerhaft. Dies gilt besonders für offe-
ne FEMI. Bei geschlossenen FEMI treten auch für UD-Lagen deutlich weniger nume-
rische Probleme auf. 
 
 






























Das FTT wird mit zwei verschiedenen Fertigungsverfahren, drei verschiedenen 
Wandstärken, zwei verschiedenen Tooling-Materialien und drei verschiedenen Lami-
nataufbauten verwendet. Der Aufbau des FEMI kann in Abb. 4-2 und der Unterschied 
der beiden Fertigungsverfahren in Abb. 4-4 bzw. Kapitel 4.1 nachgeschlagen wer-
den. Tabelle 5-7 enthält eine Übersicht der durchgeführten Simulationen zum Ver-
gleich mit den Experimenten. C5 bzw. M2-cL2p-S-06 weist eine Besonderheit auf. 
Aufgrund eines Fehlers in der Autoklavsteuerung wurde in der zweiten Heizphase 
nicht, wie üblich, ein Absolutdruck von 5 bar im Autoklaven aufgebaut, sondern der 
Prozess mit Umgebungsdruck zu Ende gefahren. Diese fehlerhaft gefertigte Probe 
wird im Zusammenhang mit der Simulationsverifikation genutzt, um aufzuzeigen, 
dass nicht nur der Gesamtverpressungsweg unter Normalbedingungen richtig abge-
bildet wird, sondern auch abweichende Prozessbedingungen und das Verpressungs-
verhältnis zwischen erster und zweiter Haltephase korrekt erfasst werden. 
 
Tabelle 5-7: Verifikation der Kompaktiersimulation (C-Profile mit Hilfe des FTT) 












































































Für alle Simulationen wurden interlaminare Reibkontakte eingebracht. Aufgrund 
der Größe der Modelle wurden diese Kontakte nur nach jeder vierten Laminatlage 
etabliert. Hourglassing stiffness und Schubsteifigkeit des Fasermaterials wurden auf 
ein mittleres Niveau gesetzt, um das korrekte Verformungsverhalten des Laminates 
abbilden zu können (vgl. Anhang zu dieser Arbeit). Das AR für C1 und C2 liegt bei 
fünf, während C3 bis C7 mit einem AR von zehn arbeiten und C8 aufgrund der hohen 
Anzahl an Laminatlagen ein AR von 15 ausweist.  
 

































































































C9 N/A N/A 
 
Tabelle 5-8 zeigt eine Zusammenfassung der Abweichungen zwischen Experi-
ment und Simulation. Die größte Abweichung bei der Wandstärkenvorhersage liegt 
bei 9,8 % und ist damit geringer als die geforderten 10 %. Bei der Vorhersage des 
Faservolumengehalts müssen lokale Maximalfehler von bis zu 13,2 % akzeptiert 
werden. Auffällig ist, dass besonders C1, C2 und C9 erhöhte Fehler zeigen. C1 und 
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C2 wurden mittels GOM ATOS™ optisch ausgewertet, was die Anzahl der zur Verfü-
gung stehenden Messpunkte erhöht und auch lokale Dickenvariationen sehr gut zum 
Vorschein bringt. Dies könnte eine Ursache für die hohen maximalen Abweichungen 
bei vergleichsweise geringen mittleren Abweichungen sein. C9 weist einen erhöhten 
Fehler auf, da hier UD und Gewebe im Dickenverhältnis von 1:1,2 verwendet wur-
den. Die geringe Genauigkeit bei der Simulation von UD-Schichten schlägt sich hier 
auf das Gesamtergebnis des Mischlaminates nieder. Trotzdem erreicht die komplexe 
Kompaktiersimulation eine adäquate Genauigkeit. 
Wie erhofft, zeigt auch die Probe C5 keine erhöhten Abweichungen. Dies be-
weist, dass die Simulation auch in der Lage ist, veränderte Druckbedingungen im 
Autoklaven und das Verpressungsverhältnis zwischen Vakuum und Überdruck kor-
rekt abzubilden. Abb. 5-23 zeigt die simulierte Dickenänderung des Laminates über 
den Prozess für M2-cL2p-S-01 (C3) und M2-cL2p-S-06 (C5) zusammen mit der ex-
perimentell ermittelten finalen Wandstärke. 
 
 
Abb. 5-23: Dickenänderung bei M2-cL2p-S-01 (C3) und M2-cL2p-S-06 (C5) [Kurvenverläufe zeigen 
die simulierten Ergebnisse; Pfeile zeigen den Mittelwert der finalen Wandstärke der Testbauteile] 
 
Abb. 5-24 und Abb. 5-25 zeigen das Ergebnis der GOM ATOS™ Vermessung 
im direkten Vergleich mit den Simulationsergebnissen. Auffällig ist, dass M1-cL1v-S-
03 im Bereich des Brückenblechs stark überpresst wird (3,2 mm statt der theoreti-
schen 4,2 mm). Diese Überpressung ist auf die starren mechanischen Anschläge 
(M1) zurückzuführen. Sobald die Druckleisten auf den Anschlägen aufliegen, verhal-
ten sie sich im Bereich des Brückenblechs membranartig und werden in das Laminat 
hinein verformt. Der Harzdruck an den Probenrändern nimmt ab, da ein Teil der von 
den Leisten ausgeübten Druckkräfte über die Anschläge in den FEMI-Grundkörper 






























 Dickenänderung - normaler Prozess









dem gesteigerten Harzdruck im Zentrum der Probe führt zum verstärkten Abfließen 
des Harzes und damit zu der sichtbaren Überpressung. Die Prozesssimulation ist in 
der Lage, dieses Verhalten abzubilden und vorherzusagen. Damit erfüllt die Simula-
tion im Bereich der Kompaktierung alle an sie gestellten Anforderungen. 
 
 
Abb. 5-24: Wandstärkenverteilung im Steg M1-cL1v-S-03 (rot: Simulation) 
 
 









































Simulation der Faltenbildung 141 
6 Faltenvorhersage mittels Simulation 
Die Vorhersage der Faltenbildung bei der Autoklavfertigung soll mit Hilfe der 
zuvor beschriebenen Prozesssimulation durchgeführt werden, da diese den zeitli-
chen Verlauf der Kompaktierung, die Veränderung der Materialeigenschaften mit 
fortschreitender Verpressung und Aushärtung sowie den zeitlichen Verlauf der Kräfte 
in den einzelnen Laminatlagen effizient abbilden kann.  
 
6.1 Entwicklung eines Kriteriums zur Faltenvorhersage 
Um alle in Kapitel 4.4 aufgezeigten Einflussfaktoren nicht nur in der Simulation, 
sondern auch in einem Faltenkriterium berücksichtigen zu können, müssen neben 
den Längsspannungen in den einzelnen Laminatlagen auch die vorhandene über-
schüssige Faserlänge und der Laminataufbau bzw. die Längssteifigkeit betrachtet 
werden. Wie in Kapitel 4.3.4 beschrieben, ist die Stützwirkung in 3. Raumrichtung 
weniger entscheidend für die Faltenentstehung als für die Art der Falte (out-of-plane 
oder in-plane). Daher wird sie vorerst nicht in ein Kriterium zur Faltenvorhersage in-
tegriert. In-plane Falten werden bei dieser ersten Betrachtung vernachlässigt, da sie 
allgemein einen geringeren Einfluss auf Steifigkeit, Festigkeit und Lebensdauer ha-
ben [160, 176]. Ziel muss es sein, ein erstes einfaches Kriterium zu finden, dass bei 
vergleichenden Studien eine Aussage über die out-of-plane Faltenbildung erlaubt. 
Die Längsspannung    wird standardmäßig von der Prozesssimulation berechnet 
und kann elementweise ausgewertet werden. Die Berücksichtigung der überschüssi-
gen Faserlänge gestaltet sich deutlich schwieriger, da diese nicht ohne Weiteres an-
hand der Simulation ermittelt werden kann. Daher soll eine mit Hilfe einfacher geo-
metrischer Überlegungen abgeschätzte überschüssige Faserlänge eingesetzt wer-
den. Sie ist deshalb von Bedeutung, da selbst bei vorhandenen faltenauslösenden 
Druckspannungen im Laminat keinerlei diskrete Falten, sondern lediglich erhöhte 
Welligkeit auftritt, wenn nicht ausreichend Material nachgeschoben wird (vgl. Kapitel 
4.3.2). Die Längssteifigkeit wird genutzt, um verschiedene Laminataufbauten unter-
scheiden zu können und sie ist natürlich generell ein Maß für die Knickstabilität (vgl. 
beispielsweise Euler-Knickstäbe). 
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6.1.1 Plausibilitätsprüfung des zeitlichen Spannungsverlaufs im Laminat 
Noch bevor ein Kriterium zur Faltenvorhersage aufgestellt werden kann, muss 
der in der Simulation erzeugte Spannungszustand auf seine Plausibilität geprüft wer-
den. Dazu werden die Längsspannungen in drei repräsentativen Laminatlagen über 
den Prozessparametern aufgetragen (vgl. Abb. 6-1). Zu Beginn des Prozesses ist 
der hohe Reibkoeffizient zu erkennen, der durch den tack des Materials entsteht. 
Sobald in Bereich A die Bauteiltemperatur zu steigen beginnt, kommt es zu zwei 
Phänomenen. Da das Bauteil komplett vom FEMI umschlossen ist, heizen sich 
FEMI-Grundkörper und Druckleisten schneller auf als das Bauteil. Sie dehnen sich 
aufgrund des größeren Wärmeausdehnungskoeffizienten von Stahl thermisch deut-
lich stärker aus als das Prepreg-Material (zur Vereinfachung ist der CTE des Pre-
pregs in erster Näherung null gesetzt, da das Harz noch flüssig ist und der CTE der 
Fasern negativ). Darüber hinaus sinkt der Reibkoeffizient, da die Viskosität des Har-
zes deutlich abnimmt und in Bereich A hauptsächlich hydrodynamische Reibung vor-
herrscht (vgl. Kapitel 3.8). In dieser frühen Phase des Kompaktierungsprozesses 
bleiben Viskosität und Reibung jedoch noch so hoch, dass keine Durchtränkung bzw. 
Verpressung stattfindet (der Verpressungsweg bleibt annähernd bei null - Abb. 6-1 
oberes Diagramm). Daher werden die in Abb. 6-1 zu sehenden Spannungen in Ab-
schnitt A nicht von der Verpressung erzeugt, sondern von der thermischen Ausdeh-
nung des FEMI-Grundkörpers bzw. der Druckleisten. Lage 1 wird durch die thermi-
sche Ausdehnung des Grundkörpers gedehnt (Zugspannungen in den Lagen). Die 
Dehnung ist auch in Lage 9 noch zu erkennen, allerdings deutlich geringer als in den 
Lagen mit direktem FEMI-Kontakt. Dies liegt daran, dass ein Teil der Dehnung als 
Scherverformung innerhalb der Laminatlagen und bei immer weiter sinkendem Reib-
koeffizienten später auch als Relativverschiebung zwischen den Lagen abgebaut 
wird. Die FEMI-Dehnung wirkt sich also maßgeblich auf die Lage mit direktem FEMI-
Kontakt aus, während alle weiteren Lagen immer weniger durch das FEMI beein-
flusst werden. Im weiteren Verlauf (Bereich C) erkennt man, dass die Verpressung 
dominanter wird und die geringen Zugspannungen in Lage 9 in leichte Druckspan-
nungen übergehen. Im Vergleich zu den Lagen 1 und 9 zeigt Lage 16 bereits in Be-
reich A eine nicht unerhebliche Druckspannung. Diese ist die Folge der thermischen 
Ausdehnung der Druckleiste, die sich aufgrund ihrer geringen Dicke (5 mm) schnell 
aufheizt. Dadurch dehnt sie sich aus und staucht die obere Laminatlage im Zentrum 
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des Steges. Obwohl die Temperatur und damit die Ausdehnung der Druckleisten bis 
zum Ende von Bereich A weiter ansteigt, nehmen die Druckspannungen im Laminat 
nicht mehr weiter zu, da die Reibinteraktion zwischen Druckleiste und Bauteil bei 
steigender Temperatur auf ein Minimum abfällt (Übergang Bereich A zu B).  
 
 
Abb. 6-1: Längsspannung    über den Prozessparametern beim C-Profil 
 
In Bereich B setzt die Durchtränkung und Verpressung des Materials ein. Die 
Viskosität ist aufgrund der höheren Temperatur soweit abgefallen, dass es zum 
Harzfluss und damit auch zur Verringerung der Wandstärke kommt. Es ist erkennbar, 
dass die Verpressung kaum Einfluss auf Lage 1 hat. Die Zugspannungen in Lage 1 
steigen weiter an und stagnieren erst beim Erreichen einer mehr oder weniger kon-
stanten Temperatur von 80°C, da sich das FEMI dann nicht mehr weiter ausdehnt. 
Den Einfluss der Verpressung erkennt man besonders bei Lage 16. Sie zeigt bei be-
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ximalwert der Druckspannungen wird am Ende von Bereich B erreicht. Besonders 
der interlaminare Reibkoeffizient steigt aufgrund der Verpressung etwas an, was da-
zu führt, dass auch die Druckspannungen in Lage 16 ab einem gewissen Punkt 
stagnieren, da mehr und mehr der Druckkräfte auch durch Reibinteraktion mit be-
nachbarten Lagen abgebaut werden können. Der am Ende von Bereich B bzw. in 
Bereich C erreichte Maximalwert der Druckspannung entscheidet darüber, ob es zur 
Faltenbildung kommt oder nicht. Wird ein kritischer Wert überschritten und ist genug 
überschüssige Rovinglänge vorhanden, tritt eine diskrete out-of-plane Falte auf.  
Da diese Falte dann zu einer abrupten Änderung der Spannungszustände führt 
(Nachbeulverhalten), können die im Verlauf der Simulation generierten Spannungen 
nicht mehr für weitere Analysen herangezogen werden. Die Simulation ist schlicht-
weg nicht in der Lage, Form und Größe der Falten darzustellen. Das deutliche An-
steigen der Druckspannungen (Lage 16) in Bereich D deckt sich jedoch mit dem Auf-
bringen des AKL-Drucks und der rasanten Dickenänderung des Laminates. Der 
durch die Verpressung weiter ansteigende Reibkoeffizient kann das Abgleiten der 
Lagen nicht verhindern, was nach dem Übergang zur Gleitreibung dazu führt, dass 
ein Teil der aufgebrachten Druckspannungen zum Ende von Bereich D hin wieder 
abgebaut wird. Die Steigerung der Zugspannungen in Lage 1 hängt direkt mit der 
Steigerung der Temperatur und der damit verbundenen FEMI-Ausdehnung zusam-
men. 
Die Simulation ermöglicht eine detaillierte Auswertung der Spannungsverläufe 
in allen Laminatlagen und die Gegenüberstellung mit den nicht-linearen Materialpa-
rametern wie Viskosität, Reibkoeffizienten oder Dickenänderung. Somit lassen sich 
die Ursachen möglicher Fertigungsfehler deutlich schneller und leichter aufdecken 
als bei konventionellen Testprogrammen, die mit Hilfe der Variation einzelner Para-
meter und Prüfung des finalen Bauteils arbeiten. Darüber hinaus erlaubt die Simula-
tion Parameter- und Sensitivitätsstudien, die zur Durchführung einer Priorisierung der 
verschiedenen Einflussparameter und damit zur Prozessüberwachung und Festle-
gung möglicher Prozessfenster beitragen. 
 
6.1.2 Kriterium in Kombination mit der Prozesssimulation 
Wie bereits gezeigt, müssen in einem Kriterium zur Vorhersage der Faltenbil-
dung mindestens die folgenden Parameter enthalten sein: 
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 Faserspannung in 1-Richtung (  ) 
 Überschüssige Faserlänge (   ) 
 Laminataufbau bzw. Längssteifigkeit (  ) 
 
Die Spannung    wird direkt aus der Simulation ausgelesen. Dabei macht es 
nur Sinn, die Spannung in 1-Richtung anzusetzen, wenn es sich um eine 
Druckspannung handelt. Sobald die Rovings unter Zugspannung stehen, besteht 
kein Faltenrisiko. Die überschüssige Faserlänge wird theoretisch anhand der Geo-
metrie ermittelt. Abb. 6-2 zeigt dies exemplarisch für das C-Profil. Ein sehr einfaches 
Verfahren wird hier zu Beginn verwendet, dass die Radien in einem Bauteil einzeln 
betrachtet und die überschüssige Faserlänge gleichmäßig zu beiden Seiten des Ra-
dius verteilt. Sollte dies nicht ausreichend sein, kann auch darüber nachgedacht 
werden, die anteilige Verteilung der überschüssigen Faserlänge mit Hilfe der Span-
nungszustände im Laminat genauer zu gestalten. Eine weitere Möglichkeit besteht 
darin, die jeweilige Reibfläche zwischen Radius und Faltenbildungsort sowie zwi-
schen Radius und freiem Bauteilende ins Verhältnis zu setzen und zu einer effekti-
ven überschüssigen Rovinglänge zu verrechnen. Je kleiner die Reibfläche zwischen 
Radius und Flanschende, desto mehr überschüssige Faserlänge kann dort ausgegli-
chen werden [51]. Im Fall der hier gefertigten Proben mit konstanter Breite bedeutet 
dies, die Flanschlänge mit der halben Steglänge ins Verhältnis zu setzen. 
 
Abb. 6-2: Theoretische Ermittlung der überschüssigen Faserlänge bei einer 32-Lagen-Probe 
 
Berechnung Bogenlänge vor dem Kompaktieren:
Differenz der Bogenlängen: 
lex = 5,5 mm
Berechnung Bogenlänge nach dem Kompaktieren:
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Der Laminataufbau kann am einfachsten über die Berücksichtigung der Längs-
steifigkeit erfasst werden. Hier können verschiedene Wege gewählt werden. Man 
kann sich auf die Betrachtung einer einzelnen Lage beschränken und deren Längs-
steifigkeit ansetzen oder man berechnet die gemittelte Längssteifigkeit für das ge-
samte Lagenpaket, in dem sich die Falte bildet. Führt man die Längssteifigkeit also 
anti-proportional zum Faltenrisiko in ein Kriterium ein, kann man auf diese Weise den 
Laminataufbau und sogar die Stützwirkung in dritter Richtung indirekt mit erfassen. 
UD-Lagen haben keine Ondulation, was ihre Längssteifigkeit und die Stützwirkung in 
Dickenrichtung erhöht und die faltenauslösenden Imperfektionen reduziert. Das anti-
proportionale Einbringen der Steifigkeit reduziert das theoretische Faltenrisiko bei 
höherer UD-Lagenanzahl, da die Längssteifigkeit des Lagenpakets ansteigt. Dies 
deckt sich mit den Beobachtungen in Kapitel 4.3.6. 
Die genannten Parameter sollten zu einer möglichst einfachen Gleichung zu-
sammengefasst werden. Ein mögliches Beispiel zeigt Gleichung { 6-1 }. Ein zusätz-
lich eingefügter Kalibrierfaktor (  ) kann verwendet werden, um das Ergebnis so an-
zupassen, dass beispielsweise     als Grenze zwischen einem faltenfreien und 
einem mit Falten behafteten Bauteil gilt. 
 
       
        
             
 { 6-1 } 
 
Ein auf diese Weise zusammengesetzter Faltenparameter ist jedoch nicht ein-
heitenlos, was ihn zur Nutzung als Kriterium für das Faltenrisiko fragwürdig macht. 
Ein einheitenloser Reservefaktor, wie er bei Versagenskriterien gebräuchlich ist, er-
scheint hier sinnvoller. Dazu muss die Gleichung durch eine Referenzlänge, wie z. B. 
die Laminatdicke, dividiert werden.  
 
                
        
                        
 { 6-2 } 
 
Zur Berücksichtigung der unterschiedlichen Reibflächen zwischen Faltenbil-
dungsort und freiem Flanschende wird der Parameter     , die effektive überschüssi-
ge Faserlänge, eingeführt. Dieser wird mit Hilfe des Verhältnisses der Flanschlänge 
zur halben Steglänge gebildet, da diese beiden Längen bei konstanter Probenbreite 
das Verhältnis der Reibflächen darstellen. Ist die Flanschlänge kürzer als der Ab-
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stand zwischen Radius und Faltenbildungsort, wird potenziell mehr Fasermaterial am 
freien Ende ausgeglichen, was das Faltenrisiko reduziert. Daher kann dann eine ge-
ringere theoretische überschüssige Faserlänge angesetzt werden. 
 
     
                
             
      
               
            
       
        
     
      
{ 6-3 } 
 
Gleichung { 6-2 } ändert sich damit wie folgt: Es wird hier anstelle von     jetzt 
     berücksichtigt, um die Verhältnisse der Reibflächen erfassen zu können.     wird 
somit vollständig ersetzt und lediglich zur Berechnung von      herangezogen: 
 
                
         
                        
 { 6-4 } 
 
6.1.3 Kalibrierung und Verifikation des Kriteriums 
Der Kalibrierparameter         wird anhand der C-Profil-Proben ermittelt. Die 
hierzu benötigten Daten sind in Tabelle 6-1 eingetragen. Alle C-Profile wurden mit 
Fertigungsverfahren M2 produziert und simuliert, da es hier zu keinerlei Überpres-
sungen kam und eine gleichmäßige Wandstärken- und Faservolumengehaltsvertei-
lung erreicht wurde. Die faserparallele Spannung    wurde als Elementspannung 
direkt aus der Simulation extrahiert. Da in der Simulation immer zwei Lagen zu einem 
Element gruppiert sind, handelt es sich um die gemittelte Spannung in den beiden 
obersten Lagen des Laminates. Diese gemittelte Spannung kann aufgrund der expe-
rimentellen Ergebnisse akzeptiert werden. Kapitel 4 zeigt deutlich, dass immer meh-
rere Lagen an der Faltenbildung beteiligt sind. Die überschüssige Faserlänge     
wurde theoretisch anhand des Verpressungsweges und der daraus resultierenden 
Änderung des Radius ermittelt. Die Kalibrierung muss so erfolgen, dass eine Probe 
mit sehr geringem Faltenrisiko, bzw. eine Probe gerade an der Schwelle zwischen 
keiner Faltenbildung und einer minimalen Falte, den Grenzwert            vorgibt. 
Die Probe M2-cL4-I-01 (4 mm) zeigt noch keine Faltenbildung, während die Probe 
M2-cL4*-I-01 (8 mm) gerade erste Anzeichen einer Faltenbildung aufweist (vgl. Abb. 
4-23). Daher wird            genau zwischen diesen beiden Proben angesetzt und 
M2-cL4-I-01 erhält            (keine Falten), während für M2-cL4*-I-01            
ist, da diese Probe Falten aufweist. Die meisten anderen Proben zeigen größere Fal-
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ten und sollten daher auch entsprechend höhere Risiken aufweisen. Ausnahmen 
sind hier die beiden Proben mit gekürztem Flansch, auf die später noch eingegangen 
wird. Tabelle 6-1 zeigt die Zusammenfassung der Ergebnisse mit den für die Be-
rechnung von       benötigten Parametern. Die 4 mm C-Profil-Probe auf dem Invar 
FEMI (M2-cL4-I-01) erhält ein       von 0,90, denn die detaillierte Auswertung der 
Schliffbilder zeigt, dass gerade so keine Falte entstanden ist, sondern lediglich die 
globale Welligkeit lokal erhöht wurde. Damit besteht zwar ein hohes Faltenrisiko, es 
kommt aber nicht direkt zur Faltenbildung, woraus ein       gerade kleiner 1.0 folgt. 
        ergibt sich damit zu 1440.  
 
Tabelle 6-1: Kalibrierung des Faltenkriteriums 
Probe, FEMI 
Dicke 
   
[MPa] 
    
[mm] 
      
[mm] 
         
[mm] 
     
[mm] 
              
[MPa] 
      
[-] 




 3,14 100 130 4,08 4400 0,90 0,00 
M2-cL4*p-I-01 
8 mm 
3,60 6,28 100 130 8,17 4400 1,13 0,56 
M2-cL1p-S-xx 
4 mm 
2,26 2,77 100 130 3,59 2000 1,38 0,63 
M2-cL2p-S-xx 
8 mm 
2,48 5,53 100 130 7,19 2000 1,51 2,59 
M2-cL3p-S-xx 
12 mm 
3,02 8,29 100 130 10,78 2000 1,85 6,11 
M2-cL2p-I-xx 
8 mm 





2,67 6,79 100 130 8,82 3371 1,19 1,34 
M2-oL2p-S-xx 
8 mm 
3,14 2,77 50 70 3,87 2000 1,04 0,95 
M2-oL3p-S-xx 
12 mm 
3,55 4,15 50 70 5,81 2000 1,17 1,98 
M2-oL2p-S-kurz 
8 mm 
3,24 2,77 50 30 1,66 2000 0,46 0,00 
M2-cL2p-S-kurz 
8 mm 
1,68 5,53 100 30 1,66 2000 0,24 0,35 
M2-cL2p-S-Split 
8 mm 
2,20 2,77 100 50 3,59 2000 0,52 0,40 
* ohne Ausreißer (siehe Abb. 4-19) 
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Aufgrund der größeren Wandstärke (8,5 mm) der zweiten UD-Probe (M2-cL4*-I-
01) sollte das Faltenrisiko und auch die resultierende Faltengröße höher sein. Es 
zeigt sich in den Experimenten eine leichte Falte von ca. 0,56 mm, was sich mit den 
Erwartungen deckt. Ein größerer Verpressungsweg führt generell zu einem höheren 
Faltenrisiko. Dies spiegelt auch der errechnete            wider.  
Betrachtet man zur Verifikation die Proben mit reinem Gewebelaminat, ist eine 
Fortsetzung des Trends zu erkennen. Die Nutzung von Gewebe anstelle von UD 
birgt aufgrund der geringen Längssteifigkeit und der bereits vorhandenen Imperfekti-
onen (Ondulationen) ein weiter gesteigertes Faltenrisiko. Bereits die Gewebeprobe 
mit nur 4,2 mm Wandstärke weist ein            auf, was größer ist als das 
           der 8,5 mm UD-Probe. Die experimentellen Ergebnisse bestätigen dies 
teilweise. Zwar ist die mittlere Faltengröße bei den 4,2 mm Gewebeproben (0,62 
mm) etwas größer als bei der 8,5 mm UD-Probe (0,56 mm), es wurde jedoch auch 
eine von vier Proben komplett ohne Falten gefertigt, was darauf schließen lässt, dass 
das Risiko bei den 4,2 mm Gewebeproben ebenfalls im Bereich knapp oberhalb 
          liegt und nicht deutlich höher als bei der 8,5 mm UD-Probe eingestuft wer-
den muss. Mathematisch gesehen liegt der primäre Unterschied der beiden      -
Werte im Verpressungsweg und in der Längssteifigkeit, wobei für den Unterschied 
zwischen einem UD- und einem Gewebelaminat die Längssteifigkeit den dominie-
renden Parameter darstellt. Es könnte daher zukünftig über einen weiteren Kalibrier-
faktor nachgedacht werden, um den Einfluss der Längssteifigkeit besser herauszuar-
beiten und die Unterschiede zwischen UD-, Gewebe- und Mischlaminat noch besser 
zu erfassen. Vergleicht man die drei Laminattypen bei konstanter Dicke noch einmal 
separat, ergibt sich das folgende Bild: 
 
Tabelle 6-2: Vergleich von Gewebe-, Misch- und UD-Laminat bzgl. Faltenrisiko und -größe  
Probe, FEMI, Dicke             
M2-cL2p-S-xx, C-Profil, Gewebe, Stahl, 8 mm 1,51 2,59 mm 
M2-cL5*p-S-01, C-Profil, Helikopter-Laminat, Stahl, 8 mm 1,19 1,34 mm 
M2-cL4*p-I-01, C-Profil, UD, Invar, 8 mm 1,13 0,56 mm 
 
Der größte Risikofaktor und die größte Faltengröße ergeben sich beim reinen 
Gewebelaminat, da dieses Ondulationen aufweist, die eine Faltenbildung stark be-
günstigen. Für das Mischlaminat sind das Risiko und die sich ergebende Faltengröße 
deutlich geringer, da die UD-Lagen eine stützende und faltenreduzierende Wirkung 
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auf den Gesamtverbund haben. Das geringste Risiko und mit Abstand die geringste 
Faltengröße hat das reine UD-Laminat, da hier die Fasern überwiegend gestreckt 
vorliegen und eine hohe Längssteifigkeit haben. Der Risikobewertungsparameter 
      zeigt genau dieses erwartete Verhalten (vgl. Tabelle 6-2). Vergleicht man jedoch 
die Verhältnisse zwischen den      -Werten mit den Verhältnissen zwischen den Fal-
tengrößen, lässt sich kein direkter Zusammenhang ableiten. Eine Erhöhung des Risi-
kos um 29 % zwischen reinem Gewebe- und reinem UD-Laminat führt zu einer Ver-
größerung der Falte von über 360 %. Daher kann der Risikoparameter nicht zum Ab-
schätzen der Faltengröße herangezogen werden. Faltenrisiko und Faltengröße müs-
sen sich nicht zwangsläufig proportional zueinander verhalten. Dies liegt unmittelbar 
im Reibverhalten des Prepregs und in der Simulationsmethodik begründet. Da die 
Simulation nicht in der Lage ist, das sogenannte post-buckling Verhalten, also die 
Falte selbst abzubilden, steigt die Spannung in der Simulation so lange an, bis die 
Kompaktierung zum Stillstand kommt oder ein Abgleiten der Lagen aufeinander er-
folgt. Das bedeutet, dass der generierte Spannungszustand nicht zwangsläufig den 
realen Spannungen im Bauteil entspricht, weil im Realfall bereits bei niedrigeren 
Spannungen Faltenbildung aufgetreten wäre. Dennoch stellen die erreichten Span-
nungen ein Maß für die Faltenwahrscheinlichkeit dar, da das Erreichen größerer 
Spannungen in der Simulation bedeutet, dass die Faltenschwelle mit höherer Wahr-
scheinlichkeit auch beim realen Bauteil überschritten wird. Werden nur sehr kleine 
Spannungen erreicht, weil wenig kompaktiert wird oder die Bauteilgeometrie einen 
Ausgleich der Spannungen an einem freien Bauteilrand ermöglicht, so ist auch die 
Wahrscheinlichkeit einer Faltenbildung eher gering. Folglich lässt sich der Span-
nungszustand in der Simulation durchaus nutzen, um die Wahrscheinlichkeit bzw. 
das Risiko der Faltenbildung zumindest einzuschätzen. 
In Tabelle 6-3 werden die verschiedenen Wandstärken miteinander verglichen. 
Wie erwartet, steigen die Faltengröße und auch das errechnete Faltenrisiko mit zu-
nehmender Wandstärke an, da zunehmende Wandstärke auch zunehmende über-
schüssige Faserlänge bedeutet. Auch die erreichte maximale Spannung in der ersten 
Haltephase steigt an (vgl. Tabelle 6-1), weil in kürzerer Zeit mehr überschüssige Fa-
serlänge generiert wird. Darüber hinaus bedeutet mehr Verpressungsweg auch einen 
weiteren Verschiebungsweg der Druckleiste, die durch die FEMI-Bauteil-Interaktion 
ebenfalls Druckspannungen in der oberen Lage des zentralen Stegbereichs verur-
sacht (vgl. Kapitel 6.1.1).  
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Tabelle 6-3: Vergleich von 4 mm, 8 mm und 12 mm Laminat bzgl. Faltenrisiko und -größe 
Probe, FEMI, Dicke             
M2-cL1p-S-xx, C-Profil, Gewebe, Stahl, 4 mm 1,38 0,63 mm 
M2-cL2p-S-xx, C-Profil, Gewebe, Stahl, 8 mm 1,51 2,59 mm 
M2-cL3p-S-xx, C-Profil, Gewebe, Stahl, 12 mm 1,85 6,11 mm 
M2-cL2p-I-xx, C-Profil, Gewebe, Invar, 8 mm 1,49 
3,66 mm 
(2,84 mm)* 
* ohne Ausreißer (siehe Abb. 4-19) 
 
 
Abb. 6-3: Prozessparameter für C-Profil-Proben mit drei verschiedenen Wandstärken 
 
Abb. 6-3 zeigt in den ersten 20 Minuten einen Anstieg der Druckspannungen, 
besonders bei der Probe mit 4,2 mm Wandstärke. Dies liegt an der etwas schnelle-
ren Aufheizung der Druckleiste (schneller als die in Abb. 6-3 gezeigte BT-
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zwischen FEMI und Bauteil erste Druckspannungen induziert. Die Druckspannungen 
im Bereich des niedrigsten Reibkoeffizienten stagnieren, da hier die weitere Ausdeh-
nung der Druckleiste zum Abgleiten der Leiste auf dem Laminat führt und somit keine 
weitere Spannungserhöhung mehr stattfindet. Im weiteren Verlauf wird ersichtlich, 
dass trotz des ähnlichen Druckspannungsniveaus bei ca. 40 min die maximale 
Druckspannung der 4,2 mm Probe im Vergleich mit den anderen Proben am gerings-
ten ist. Der Grund dafür ist der geringere Verpressungsweg. Abb. 6-3 zeigt aber 
auch, dass sich der Druckspannungsanstieg zwischen 4,2 mm, 8,5 mm und 12,7 mm 
nicht, wie erwartet, linear verhält, obwohl der Unterschied im Verpressungsweg linear 
ansteigt. Die maximale Spannung im 4,2 mm Laminat ist höher als erwartet. Dies ist 
ein Resultat der etwas schnelleren Aufheizung und dem damit verbundenen rapide-
ren Anstieg des Reibkoeffizienten ab 75 min. Der gesteigerte Reibkoeffizient zwi-
schen 80 und 160 Minuten behindert dann das Abgleiten der Lagen und erhöht den 
Einfluss der sich zur Stegmitte hin verschiebenden Druckleiste. Die generell höheren 
Spannungen bei 8,5 und 12,7 mm resultieren alleine aus dem größeren Verpres-
sungsweg und der daraus entstehenden überschüssigen Rovinglänge sowie der 
stärkeren Verschiebung der Druckleisten zur Stegmitte. Das Reibverhalten ist dage-
gen bei beiden Proben fast identisch. Die in Tabelle 6-3 aufgeführten      -Werte bil-
den dieses anhand der Prozessparameter ermittelte Verhalten korrekt ab. Je größer 
die Wandstärke, desto größer ist die Gefahr der Faltenbildung, da nicht nur mehr 
überschüssige Faserlänge zur Verfügung steht, sondern auch höhere Spannungen 
induziert werden. Proportionalität zwischen Faltenrisikoparameter und Faltengröße 
sind aber, wie erwartet, nicht gegeben. Eine Risikosteigerung um 35 % steht einer 
Größensteigerung von 870 % zwischen 4,2 mm und 12,7 mm Laminat gegenüber. 
Damit lässt sich anhand des Risikoparameters keinerlei Rückschlüsse auf die zu er-
wartende Faltengröße ziehen.  
Die 8 mm Proben wurden zusätzlich auf einem Invar-FEMI simuliert. Der sich 
ergebende Risikoparameter ist etwa gleich mit dem der 8,5 mm Probe, die auf einem 
Stahl-FEMI simuliert wurde. Die ursprüngliche Erwartung war, dass ein auf einem 
Invar-FEMI gefertigtes Bauteil, aufgrund der geringeren Wärmedehnung des Invar, 
ein größeres Faltenrisiko aufweist. Bei diesen ersten Überlegungen sind jedoch drei 
Dinge außer Acht gelassen worden. Erstens ist das hier verwendete FEMI recht 
klein, was nur zu einem minimalen Unterschied in der Wärmedehnung zwischen In-
var- und Stahl-FEMI führt (vgl. Kapitel 4.3.5). Zweitens dehnt sich die Invar-
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Druckleiste ebenfalls weniger aus als die Stahl-Druckleiste, was eine geringere 
FEMI-Bauteil-Interaktion in der oberen Laminatlage bewirkt und drittens wurde das 
langsamere Aufheizen des Invar-FEMI nicht in die Überlegungen mit einbezogen. 
Die Simulation zeigt deutlich, dass beim Bauteil auf dem Invar-FEMI der Reibkoeffi-
zient länger auf einem hohen Niveau bleibt, was direkt mit der langsameren Aufhei-
zung zu erklären ist. Dieser hohe interlaminare Reibkoeffizient in Verbindung mit der 
geringen thermischen Ausdehnung führt zu deutlich niedrigeren Druckspannungen in 
den ersten 20 min des Prozesses. Es wird weniger Druckspannung durch das FEMI 
induziert und die hohe interlaminare Reibung bewirkt eine bessere Lastverteilung 
zwischen den Laminatlagen. Im weiteren Verlauf sorgt der geringere Temperaturgra-
dient beim Invar-FEMI dafür, dass die Verpressung langsamer abläuft als beim Stahl-
FEMI. Dadurch ergeben sich in der ersten Haltephase sehr ähnliche Spannungen für 
beide Bauteile und damit auch sehr ähnliche Faltenrisiken. Dies wird experimentell 
bestätigt, da statistisch kein Unterschied zwischen den Faltengrößen für Proben vom 
Stahl- oder Invar-FEMI nachweisbar ist. Lässt man eine der vier Invar-FEMI-Proben, 
die statistisch als Ausreißer identifiziert werden kann, außer Acht, erhält man für 
Stahl- und Invar-FEMI sogar ähnliche mittlere Faltengrößen von ca. 2,6 – 2,8 mm. 
Dies bestätigt das Simulationsergebnis. Es kann sich jedoch für deutlich größere 
FEMI mit anders gearteten Druckleisten ändern, da mit steigender FEMI-Größe auch 
der Unterschied in der thermischen Dehnung zunimmt. 
 
Tabelle 6-4: Vergleich von Omega- und C-Profil bzgl. Faltenrisiko und -größe 
Probe, FEMI, Dicke             
M2-cL2p-S-xx, C-Profil, Gewebe, Stahl, 8 mm 1,51 2,59 mm 
M2-oL2p-S-xx, Omega-Profil, Gewebe, Stahl, 8 mm 1,04 0,95 mm 
M2-cL3p-S-xx, C-Profil, Gewebe, Stahl, 12 mm 1,85 6,11 mm 
M2-oL3p-S-xx, Omega-Profil, Gewebe, Stahl, 12 mm 1,17 1,98 mm 
 
Tabelle 6-4 zeigt den Vergleich zwischen Omega- und C-Profil. Wie zu erwarten 
war, zeigt das Omega-Profil deutlich kleinere Falten als ein C-Profil gleicher Wand-
stärke. Dies liegt zum einen darin begründet, dass der Radius beim Omega-Profil nur 
einen 45°-Winkel umspannt, während es beim C-Profil 90° sind. Dadurch entsteht 
beim Omega-Profil per se nur halb so viel überschüssige Faserlänge wie beim C-
Profil. Zum anderen besitzt das Omega-Profil einen negativen Radius am unteren 
Flansch, der beim Kompaktieren überschüssige Faserlänge benötigt, um die Ver-
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schiebung der Lagen auf einen größeren Radius ausgleichen zu können. Daher wur-
de als Flanschlänge in Tabelle 6-1 nicht die gesamte Länge angesetzt, sondern nur 
die halbe des schrägen Flanschbereichs. Abb. 6-4 zeigt die Spannungsverteilung im 
Omega-Profil. Aufgrund des Innenradius werden Zugspannungen in der oberen Lage 
erzeugt, die fast bis an den oberen Außenradius heranreichen. Sie unterstützen die 
Relativverschiebung von überschüssiger Faserlänge in Richtung des unteren Innen-
radius, anstatt sie im Stegbereich in einer Falte auszugleichen. Ein Teil der im obe-
ren Außenradius generierten überschüssigen Faserlänge wird also durch den Innen-
radius aufgenommen. Daher ist auch die Annahme, dass nur ein Teil des Flansches 
dem Ausgleich der überschüssigen Faserlänge entgegenwirkt, korrekt. In diesem Fall 
wurden vereinfacht 70 mm angesetzt, da dies in etwa der halben Länge des schrä-
gen Flanschbereiches entspricht.  
 
 
Abb. 6-4: Spannungsverteilung im Omega-Profil (Halbmodell) 
 
Die genaue Betrachtung des Risikoparameters lässt erkennen, dass dieser die 
richtigen Tendenzen aufzeigt. Die Omega-Bauteile mit 8 mm bzw. 12 mm Wandstär-
ke demonstrieren ein geringeres Faltenrisiko als die C-Profile mit gleichen Wandstär-
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also auch für verschiedene Bauteilgeometrien eine korrekte Aussage über das Fal-
tenrisiko zu. 
 
Tabelle 6-5: Vergleich von C-Profil mit langem und kurzem Flansch bzgl. Faltenrisiko und -größe 
Probe, FEMI, Dicke             
M2-cL2p-S-xx, C-Profil, Gewebe, Stahl, 8 mm 1,59 2,59 mm 
M2-cL2p-S-kurz, C-Profil, Gewebe, gekürzt, Stahl, 8 mm 0,24 0,35 mm 
 
Vergleicht man das C-Profil mit unterschiedlichen Flanschlängen (130 mm und 
30 mm), ergibt sich das erwartete Bild. Der Risikoparameter ist für ein Bauteil mit 
kurzem Flansch deutlich geringer als bei langem Flansch, weil die Reibinteraktion 
zum freien Bauteilende hin so gering ist, dass ein großer Teil der überschüssigen 
Faserlänge am freien Ende ausgeglichen werden kann. Allerdings ist auch ersicht-
lich, dass, obwohl der Risikoparameter deutlich unter 1,0 liegt, eine geringfügige Fal-
tenbildung in der Probe aufgetreten ist. Damit kann ein      -Wert von 1,0 nicht als 
feste Grenze für die Faltenbildung angesetzt werden. Er kann also nicht wie ein Ver-
sagenskriterium verwendet werden, das aufzeigt, wann Versagen auftritt und wann 
nicht. Es handelt sich lediglich um einen qualitativen Parameter, der die Wahrschein-
lichkeit der Faltenbildung abschätzt. Ein kleiner Wert bedeutet generell nur, dass hier 
die Faltenwahrscheinlichkeit und auch die Faltengröße im Vergleich zu einem FEMI-
Konzept mit hohem      -Wert geringer sein werden. Quantitative Aussagen über die 
Faltengröße können jedoch nicht getroffen werden. Wie schon angedeutet, können 
die Simulation und der Risikoparameter nur für vergleichende Studien zwischen ver-
schiedenen Fertigungsverfahren oder Tooling-Konzepten verwendet werden. 
 
Tabelle 6-6: Vergleich von Omega-Profil mit langem und kurzem Flansch bzgl. Faltenrisiko und -größe 
Probe, FEMI, Dicke             
M2-oL2p-S-xx, Omega-Profil, Gewebe, Stahl, 8 mm 1,04 0,95 mm 
M2-oL2p-S-kurz, Omega-Profil, Gewebe, gekürzt, Stahl, 8 mm 0,46 0,00 mm 
 
Vergleicht man die Omega-Profile mit kurzem und langem Flansch, erhält man 
ein ähnliches Bild. Der kurze Flansch führt zu einem deutlich geringeren Faltenrisiko, 
wobei im Experiment keinerlei Falten aufgetreten sind. Dies ist insofern verwunder-
lich, als im Vergleich zwischen Omega und C-Profil mit kurzem Flansch das Faltenri-
siko für das C-Profil kleiner eingestuft wird als beim Omega, das verkürzte C-Profil 
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jedoch eine kleine Falte zeigt, während das verkürzte Omega keine Falten aufweist 
(vgl. Tabelle 6-7). 
 
Tabelle 6-7: Vergleich von Omega- und C-Profil mit kurzem Flansch bzgl. Faltenrisiko und -größe 
Probe, FEMI, Dicke             
M2-cL2p-S-kurz, C-Profil, Gewebe, gekürzt, Stahl, 8 mm 0,24 0,35 mm 
M2-oL2p-S-kurz, Omega-Profil, Gewebe, gekürzt, Stahl, 8 mm 0,46 0,00 mm 
M2-cL2p-S-Split, C-Profil, Gewebe, getrennte Lagen, Stahl, 8 mm 0,52 0,40 mm 
 
Die Gründe hierfür können vielfältig sein. Einerseits muss angemerkt werden, 
dass von den Proben mit gekürztem Flansch nur jeweils eine statt vier gefertigt wur-
den. Das heißt, dass bereits die in den Experimenten vorhandene Streuung zu dem 
hier gezeigten Ergebnis führen könnte. Weiterhin wurde festgestellt, dass die Rand-
bedingungen für die gekürzten Proben nur schwer nachstellbar sind, da zur Nutzung 
der Test-FEMI auch die bei gekürztem Flansch nicht benötigten Bereiche des Bau-
teils laminiert werden müssen, um eine gleichmäßige Auflage für die Druckleisten zu 
gewährleisten. Dies führt zur Bildung eines Harzkanals zwischen eigentlichem Test-
BT mit gekürztem Flansch und nicht benötigtem Restbauteil (3 mm bis 5 mm Ab-
stand zwischen eigentlicher Probe und Restbauteil), der sich jedoch in den Randbe-
dingungen nur schwer abbilden lässt. Gerade beim Omega-Profil ist eine fehlerhafte 
Verpressung sehr schnell mit falschen Ergebnissen behaftet, da das Tooling-Design 
ein Kippen der Druckstücke zulässt. Kippen die Druckstücke im Experiment anders 
als in der Simulation, kann es hier durchaus zu Diskrepanzen kommen [A10]. 
Tabelle 6-7 enthält neben den Bauteilen mit gekürztem Flansch auch das Bau-
teil mit eingeführten Lagentrennungen. Diese wirken fast wie ein freies Ende, da kei-
ne Spannungen mehr in den Fasern übertragen werden können und lediglich die 
Reibinteraktionen mit dem FEMI und den benachbarten Lagen einen geringen 
Lastanteil weitergeben können. Daher ist folgerichtig       in diesem Fall etwas höher 
als bei den gekürzten, aber vollständig freien Flanschenden. Dieses Ergebnis passt 
zu der experimentell ermittelten Faltengröße, die minimal größer ist als beim C-Profil 
mit verkürztem Flansch (Tabelle 6-7). Tabelle 6-1 weist als          eine Länge von 
50 mm aus. Hierbei handelt es sich jedoch nicht um die wahre Flanschlänge, son-
dern um die mittlere Länge zwischen Radius und Lagentrennung. Der Flansch selbst 
ist, wie bei den normalen C-Profilen, 130 mm lang. Da sich der Lagenschnitt jedoch 
annähernd wie ein freies Ende verhält, wurde hier der Abstand zwischen Schnitt und 
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Radius als          eingesetzt, um die veränderte Reibfläche einzubeziehen. Die Rei-
bung der Druckleiste verteilt sich jetzt auf zwei vollkommen getrennte Lagenteile. Bei 
Betrachtung der Spannungsverläufe aus der Simulation und der Faltenposition im 
Experiment ist eine weitere Besonderheit zu erkennen. Die Falten entstehen trotz der 
Lagentrennung weiterhin im mittleren Stegbereich an den Kanten des Brücken-
blechs. Sie werden nicht mehr hauptsächlich von der überschüssigen Faserlänge im 
Radius ausgelöst, sondern von der TPI. Die Verschiebung der Druckleisten zur 
Stegmitte hin induzieren durch ihre Reibinteraktion erhebliche Verschiebungen des 
geschnittenen Lagenstücks, die dann im Zusammenhang mit der Imperfektion (Ab-
druck des Druckblechs im Laminat) zur Faltenbildung führt (vgl. Abb. 6-5). 
 
 
Abb. 6-5: Spannung und Verschiebung aufgrund der Bewegung der Druckleiste beim Kompaktieren 
 
Das bedeutet aber auch, dass sich hier der Grundmechanismus der Faltenbil-
dung verändert hat und die Einsetzbarkeit des entwickelten Kriteriums genauer zu 
prüfen ist. Abgesehen davon zeigt dieses Beispiel, wie wichtig ein Verständnis der 
TPI für die FEMI-Auslegung ist und wie gut eine Prozesssimulation die Erweiterung 






Es werden in der oberen Lage 
keine Druckspannungen 
aufgebaut, da diese durch die 
Lagentrennung zwei freie 
Enden in unmittelbarer Nähe 
zum Radius aufweist. Somit ist 
die TPI für die obere Lage 
dominant.
Zugspannungen in den unteren Lagen 
durch die thermische FEMI-Ausdehnung
Spalt der Lagentrennung wird durch die Verpressung
und die damit verbundene Relativverschiebung der 
Laminatlagen zueinander um ca. 1,0 mm kleiner. 
Das Experiment weist jedoch eine Verschiebung von 
mehr als 1,5 mm aus, wobei die Genauigkeit der 
Messung im Schliffbild deutlich eingeschränkt ist.
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der Wissensbasis auf diesem Gebiet unterstützen kann. Die Simulation ist in der La-
ge, die wichtigsten Zusammenhänge bei der Kompaktierung und der Faltenbildung 
darzustellen. Damit gibt sie dem Tooling-Designer zum ersten Mal die Möglichkeit, 
FEMI-Konzepte gezielt auf Faltenbildung hin zu untersuchen und zu optimieren. 
 
6.2 Einschränkungen des phänomenologischen Ansatzes  
Wie bereits in Kapitel 4.4 erläutert, setzt die Bewertung der Faltenbildung immer 
eine thermische Simulation, gefolgt von einer Kompaktiersimulation inklusive TPI und 
interlaminarer Reibung voraus. Der gewählte phänomenologische Ansatz ist in der 
Lage, die Haupteinflussfaktoren der Faltenbildung (siehe Kapitel 4.4) adäquat abzu-
bilden. Allerdings können aufgrund der getroffenen Vereinfachungen und der nötigen 
Kalibrierparameter (hourglassing stiffness, Schubsteifigkeit, etc.) lediglich verglei-
chende Studien zwischen Simulationen mit unterschiedlichen Parametersätzen (Fer-
tigungskonzept, FEMI-Material, BT-Design, AKL-Zyklus, etc.) korrekt abgebildet wer-
den.  
Die Vielzahl an durchgeführten Experimenten wird genutzt, um die Simulations-
ergebnisse mit den experimentellen Ergebnissen abzugleichen und damit zu ermit-
teln, ab welchem in der Simulation generierten Spannungszustand es zur Faltenbil-
dung kommt, bzw. wie hoch das Faltenrisiko für ein Fertigungskonzept im Vergleich 
zu anderen Konzepten ist. Weitere experimentelle Ergebnisse werden dann verwen-
det, um die Aussagekraft der Simulation zu verifizieren. Die Abhängigkeit vom Simu-
lationsverfahren muss als nachteilig bei diesem Vorgehen gesehen werden. Das auf 
diese Weise erstellte Faltenvorhersagekriterium ist strikt an die hier entwickelte Pro-
zesssimulation gekoppelt und kein allgemeingültiges Kriterium, das auch mit anderen 
Simulationen oder analytischen Ansätzen verwendet werden kann. Da bislang keine 
Faltenbildungskriterien für den Einsatz im industriellen Maßstab vorhanden sind, die-
se aber dringend benötigt werden [88], wird diese Einschränkung akzeptiert.  
 
6.3 Fazit 
Das hier vorgeschlagene Kriterium zur Vorhersage der Faltenbildung ist ein ers-
ter Schritt in die richtige Richtung zur besseren Unterstützung des Tooling-Designs 
bei der Auslegung neuer Fertigungsvorrichtungen. Obwohl es nur für vergleichende 
Studien und in Kombination mit der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Simulati-
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onsmethodik verwendet werden kann, ist es dennoch in der Lage, dem Tooling-
Designer eine klare Aussage darüber zu geben, welches der FEMI- oder Fertigungs-
konzepte das geringste Potenzial zur Faltenbildung im Laminat aufweist. Basierend 
auf diesen Daten kann eine Konzeptauswahl viel gezielter erfolgen und muss sich 
nicht mehr ausschließlich auf die Erfahrung des Tooling-Designers stützen. 
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7 Zusammenfassung und Ausblick 
Im Rahmen dieser Arbeit wurde die out-of-plane Faltenbildung von einzelnen 
CFK-Laminatlagen bei der Prepreg-Autoklavfertigung experimentell untersucht. Auf-
bauend auf den so gewonnen Erkenntnissen wurde eine Herstellprozesssimulation 
entwickelt, die das thermische Verhalten von FEMI und Bauteil im Autoklaven sowie 
das Verpressungsverhalten des Prepregs inklusive der Relativverschiebung der La-
minatlagen korrekt erfasst. Somit lassen sich Autoklav-FEMI effizient thermisch cha-
rakterisieren und optimieren sowie die korrekte Verpressung der BT auf Endwand-
stärke sicherstellen. Die Simulation ermöglicht darüber hinaus qualitative Aussagen 
über das Faltenrisiko in einem Faserverbundbauteil und vergleichende Studien zwi-
schen Bauteilen, FEMI-Konzepten und Fertigungsverfahren durchzuführen. Der Too-
ling-Designer wird in die Lage versetzt, verschiedene FEMI-Konzepte direkt mitei-
nander zu vergleichen und das optimale FEMI anhand von Simulationsdaten auszu-
wählen, anstatt nur auf die Expertise früherer Projekte zurückgreifen zu können und 
diese dann mit Hilfe eines langwierigen experimentellen trial-and-error Prozesses an 
neue Bauteile anpassen zu müssen. 
Die Kompaktierung des Prepreg-Materials über einem Außenradius wurde als 
primärer Faltenbildungsmechanismus untersucht, da dieser besonders bei der Ferti-
gung von komplexen Hubschrauberspanten eine übergeordnete Rolle spielt. Als 
Haupteinflussfaktoren wurden die folgenden Parameter identifiziert: 
 Verpressungsweg bzw. Laminatwandstärke 
 Laminataufbau bzw. Faserstruktur (UD, Gewebe, Mischlaminat) 
 Ausrichtung der oberen Laminatlage (kett- oder schussdominiert) 
 Bauteilgeometrie 
o insbesondere Abstand zum freien Bauteilende  
o eingefügte Lagentrennungen 
o vom Radius umschlossener Winkel 
 Lokaler Faservolumengehalt bzw. Stützwirkung des Laminates 
 
Einige Parameter beeinflussen eher die Art der Faltenbildung und weniger das 
Risiko selbst. Hier muss besonders auf den lokalen Faservolumengehalt und die 
Ausrichtung der oberen Laminatlage, die direkten Kontakt zum Brückenblech hat, 
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eingegangen werden. Generell bedeutet ein höherer Faservolumengehalt eine höhe-
re Laminatsteifigkeit in dritter Richtung. Diese verhindert aber nicht zwangsläufig die 
Faltenbildung, sondern beeinflusst lediglich die Art der Falte, was besonders in den 
Experimenten mit lokal überpressten Proben (Fertigungsverfahren M1) deutlich ge-
worden ist. Der unterhalb einer entstandenen Falte stark ansteigende lokale Faser-
volumengehalt verhindert lediglich das Weiterwachsen der out-of-plane Falten, be-
günstig aber die Bildung größerer in-plane Welligkeiten und Falten.  
Die Ausrichtung der oberen Laminatlage bestimmt, ob die kett- oder die 
schussdominierte Seite in Kontakt mit dem Brückenblech und der Druckleiste kommt. 
Bei schussdominierter Ausrichtung steigen die Reibung zum FEMI und die Interakti-
on mit dem Brückenblech, was zusätzliche Druckspannungen erzeugen kann. Dies 
ist aber nicht generell als Auslöser für eine Falte zu sehen, da auch in kettdominier-
ten Proben gleicher Bauart Falten aufgetreten sind. Nichtsdestotrotz war zumindest 
ein Einfluss auf die Faltengröße zu erkennen. 
Alle weiteren identifizierten Einflussfaktoren haben einen direkten Einfluss auf 
das Faltenrisiko und wurden in der im Rahmen dieser Arbeit entwickelten Prozess-
simulation erfasst. Wie in den Kapiteln 5 und 6 ausführlich demonstriert, ist die teil-
weise semi-empirisch und phänomenologisch aufgebaute Prozesssimulation durch-
aus in der Lage, das thermochemische und das Kompaktierverhalten von Prepreg-
Bauteilen im Autoklav-Fertigungsprozess adäquat vorherzusagen. Es werden für 
Temperaturverlauf, finalen Aushärtegrad, Wandstärkenverteilung und Faservolu-
mengehalt maximale Abweichungen von unter 10 % erreicht. Lediglich in einigen 
Ausnahmefällen liegen die Abweichungen auch im Bereich von 12-15 %, was aber 
für eine derart komplexe Simulation akzeptiert werden kann. Sie ist daher durchaus 
für die Vorhersage des Faltenrisikos bei verschiedenen Bauteilen und FEMI-
Konzepten geeignet. Der in Kombination mit der Prozesssimulation eingesetzte Risi-
koparameter       zeigt im Vergleich mit den experimentell ermittelten Faltengrößen 
die richtigen Tendenzen und ist zumindest ein qualitatives Maß für die Faltenwahr-
scheinlichkeit, was aufgrund der Komplexität der Problemstellung als erster großer 
Schritt in Richtung einer effizienten Faltenvorhersage gewertet werden kann. Der 
Tooling-Designer erhält die Möglichkeit, verschiedene Tooling-Konzepte nicht nur 
qualitativ, sondern auch quantitativ zu vergleichen. Damit erfüllt die Simulation die an 
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sie gestellten Anforderungen und führt im Vergleich zum bisherigen Stand der Tech-
nik folgende Neuerungen ein: 
 Semi-empirischer Ansatz zur schnellen Abschätzung der Strömungsrand-
bedingungen im Autoklaven 
 Phänomenologische Kompaktiersimulation zur Erfassung der gesamten 
Verpressung im Autoklaven inklusive der Durchtränkungsphase 
 Einbringen von TPI und interlaminarer Reibung in die Kompaktiersimulation 
 Nutzung eines Risikokriteriums zur Abschätzung des Faltenrisikos bei ver-
schiedenen Bauteilgeometrien, Laminataufbauten und Fertigungskonzepten 
 
Dennoch bleiben einige Probleme und Fragestellungen offen. Als größter Nach-
teil der entwickelten Methode müssen die Bindung an das gegebene Simulationsver-
fahren und die Beschränkung auf vergleichende Studien genannt werden. Der Risi-
kobewertungsparameter       kann nur in Zusammenhang mit der hier entwickelten 
Simulationsmethodik verwendet werden, da die Absolutwerte der Spannungsauswer-
tung nicht verifiziert werden können und sehr stark durch die Kalibrierung der Kom-
paktiersimulation beeinträchtigt werden. Daher kann die Berechnung von       nur mit 
Hilfe von Spannungswerten erfolgen, die mit dem hier entwickelten Simulationsver-
fahren generiert wurden und kann nicht mit anderen, möglicherweise analytischen 
Methoden kombiniert werden. Das entwickelte Verfahren kann also vorerst nicht all-
gemeingültig zur Faltenbewertung eingesetzt werden, sondern ist auf die in der Hub-
schrauberfertigung gängigen Prozesse und Materialien beschränkt. Weiterhin han-
delt es sich nicht um ein vollwertiges „Versagenskriterium“, da es lediglich eine quali-
tative Abschätzung des Faltenrisikos zulässt und der eine Simulation durchführende 
Ingenieur sehr viel spezifisches Fachwissen mitbringen muss, um anhand der Simu-
lationsergebnisse mögliche Faltenrisiken und -positionen korrekt zu benennen. Das 
aufgezeigte Kriterium ermöglicht hauptsächlich einen adäquaten Vergleich verschie-
dener FEMI-Konzepte zur Identifikation des Konzepts mit dem geringsten Faltenrisi-
ko. Dennoch kann auch für dieses FEMI-Konzept die Notwendigkeit bestehen, fal-
tenminimierende Zwischenkompaktierungen oder Lagenteilungen einzuführen, damit 
Faltenbildung ausgeschlossen werden kann. Das nötige Wissen zur Minimierung der 
Faltenbildung wurde im Rahmen dieser Arbeit erarbeitet und kann in Kombination mit 
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der Simulation eingesetzt werden, um bei zukünftigen Projekten Probleme mit Falten 
schnell und effizient beheben zu können. 
Weitere Arbeiten in diesem Bereich sollten sich einerseits mit der Verifikation 
der Methodik an komplexeren Bauteilen, mit der Reduktion des Simulationsaufwan-
des und der Erweiterung für Schlauch- und Sandwichbauteile beschäftigen, da diese 
häufig bei Hubschrauberstrukturen anzutreffen sind. Darüber hinaus sollte versucht 
werden, auch die inneren Spannungen zu validieren, die phänomenologische Kom-
paktiersimulation entsprechend neu zu kalibrieren und die gesamte Methodik allge-
meingültiger zu gestalten, so dass zukünftig die Faltenvorhersage auch auf Bereiche 





8.1 Zusätzliche Informationen zum Material 
8.1.1 Wärmeausdehnungskoeffizient und chemischer Schrumpf 
Brauner [53] setzt einen linearen Zusammenhang für die Abhängigkeit des CTE 
von der Temperatur an. Dieser hat bei genauerer physikalischer Betrachtung nur 
Gültigkeit für das ausgehärtete Material bis 170°C [53]. Weiterhin wird mit diesem 
Ansatz die Abhängigkeit vom Aushärtegrad nicht erfasst. Eine Theorie, die speziell 
für den Einsatz mit Hexcel M18/1 angepasst wurde, wird von Lynam & Arafath [123] 
aufgezeigt. Sie bietet den Vorteil, dass sie durch ihren quadratischen Ansatz und die 
Unterteilung in fünf Bereiche zumindest teilweise die Nichtlinearitäten des Matrix-
CTE erfasst. Die Abhängigkeit vom Aushärtegrad wird indirekt über die Glasüber-
gangstemperatur berücksichtigt. 
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Wichtig ist außerdem die Verwendung möglichst genauer Mischungsregeln, die 
auch in der Lage sind, die gegenseitige Verformungsbehinderung von Fasern und 
Matrix zu berücksichtigen [177]: 
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Die Unterscheidung zwischen UD- und Gewebeschichten erfolgt hier analog zur 
Vorgehensweise bei der Wärmeleitfähigkeit. Auf einen direkten Vergleich der Theo-
rien wird verzichtet, da Lynam & Arafath [123] die hohe Genauigkeit ihrer Theorie 
durch eine detaillierte Messreihe mit einem sogenannten bi-material three point bend 
test abgesichert haben.  
Der chemische Schrumpf ist in Brauners [53] Betrachtung linear abhängig vom 
Aushärtegrad, was von der einschlägigen Literatur [27, 178, 179] bestätigt wird. Über 
diese einfache Betrachtung hinaus bieten Lynam & Arafath [123] die Möglichkeit, den 
chemischen Schrumpf anhand ihrer Theorie des CTE zu bestimmen. Die Verzerrun-
gen aufgrund der Reaktionsschwindung werden wie folgt berechnet [123]: 
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Diese Betrachtungsweise rührt daher, dass sich beim bi-material three point 
bend test der chemische Schrumpf und die thermische Ausdehnung nicht ohne Wei-
teres voneinander trennen lassen. Die beiden von Lynam & Arafath [123] in Kombi-
nation verwendeten Theorien erlauben aber zumindest die Bestimmung der Verzer-
rungen aufgrund des chemischen Schrumpfes innerhalb der Simulationen. 
 
8.1.2 E-Modul 
Erste Ansätze zur Darstellung der über den Fertigungsprozess veränderlichen 
mechanischen Eigenschaften beschränkten sich auf die Betrachtung rein elastischen 
Verhaltens [27, 145]. Viele Untersuchungen der letzten Jahre zeigen, dass diese An-
nahme bei weitem nicht alle Effekte des Fertigungsprozesses abdecken kann. Um 
Beispielsweise PID, Mikrorisse und Delaminationen korrekt vorhersagen zu können, 
muss die Entwicklung der inneren Spannungen über den gesamten Fertigungspro-
zess berücksichtigt werden [27, 53, 145].  
Zu diesem Zweck wurden sogenannte CHILE-Modelle (cure hardening instan-
taneously linear elastic) entwickelt, die eine abschnittsweise linear-elastische Be-
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trachtung vorsehen, um die Veränderungen der mechanischen Eigenschaften in Ab-
hängigkeit des Aushärtegrades darzustellen [27, 59, 62, 99 142-145]. Zwei der be-
deutendsten Modelle in dieser Kategorie sind das von Johnston [27], der auch den 
Begriff des CHILE-Model geprägt hat, und das Modell von Svanberg [99]. Der große 
Vorteil dieser Methode ist die überschaubare Materialcharakterisierung und die ein-
fache Implementierung in FE-Codes [27, 145]. Eines dieser CHILE-Modelle ist der 
Ansatz von Brauner [180], der eine Weiterentwicklung des von Bogetti & Gillespie 
[130] vorgeschlagenen und von Nielsen et al. [181] verwendeten Modells darstellt: 
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Das von Brauner [180] dargestellte CHILE-Modell zur Abbildung des Matrix E-
Moduls zeigt bei der Verwendung mit dem Hexcel M18/1 einige Defizite. Besonders 
auffällig ist der konstante E-Modul nach dem Übergang in den glasartigen Zustand. 
Dynamisch-mechanische Analysen (DMA) mit Hilfe eines bi-material beam arrange-
ments haben jedoch gezeigt, dass der E-Modul auch nach Erreichen des glasartigen 
Zustands durch fortschreitende Vernetzung weiter ansteigt [123]. Außerdem hat das 
von Brauner [180] vorgestellte CHILE-Modell Schwierigkeiten, den E-Modul korrekt 
abzubilden, wenn verschiedene Aushärtetemperaturen bzw. -zyklen verwendet wer-
den sollen und sich somit verschiedene finale Aushärtegrade ergeben. Die Berech-
nung des E-Moduls wird daher um die Abhängigkeit vom finalen Aushärtegrad erwei-
tert und an die Stelle des   ( ) in den Gleichungen { 8-10 } bis { 8-12 } tritt 
  (   )   
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Mit Hilfe der Abhängigkeit vom finalen Aushärtegrad lässt sich das CHILE-
Modell besser an verschiedene Härtezyklen anpassen (vgl. Abb. 8-1). Es muss je-
doch beachtet werden, dass es sich hierbei um einen semi-empirischen Ansatz han-
delt, der nicht ohne Weiteres auf andere Harzsysteme übertragen werden kann. Fer-
ner muss zur Verwendung dieser neuen Gleichung der finale Aushärtegrad im Vor-
feld in einer thermischen Simulation ermittelt werden. Wird dies nicht durchgeführt, 
läuft man Gefahr, besonders beim ausgehärteten Material deutlich schlechtere Er-
gebnisse zu erzielen als mit dem ursprünglichen Modell von Brauner [180]. Weiterhin 
kann das im Rahmen dieser Arbeit erweiterte CHILE-Modell keine Nachhärtevorgän-





Abb. 8-1: Vergleich CHILE-Modelle bei zwei Härtetemperaturen: 160°C (oben) und 180°C (unten) 
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8.1.3 Mischungsregeln zur Erfassung von UD- und Gewebelagen 
Zur Bestimmung bzw. Berechnung der lagenweisen mechanischen Eigenschaf-
ten für Gewebe- und UD-Lagen in Abhängigkeit des sich verändernden    stehen 
verschiedene Methoden und analytische Mischungsregeln, wie beispielsweise die 
von Schürmann [1], Springer & Tsai [126], Kulkarni & Brady [127], und Chamis [182], 
zur Verfügung. 
UD-Schichten 
Für UD-Schichten aus Kohlenstofffasern und Epoxidharzen eignen sich am 
besten die analytischen Mischungsregeln von Chamis [182], da diese die Anisotropie 
der Kohlenstofffasern berücksichtigen. Ein Vergleich verschiedenster Mischungsre-
geln zeigt dies deutlich [183]. 
Gewebeschichten 
Für Gewebeschichten existieren bis dato keine einfachen analytischen Mi-
schungsregeln. Der Grund dafür ist die große Vielfalt an Gewebestrukturen und die 
daraus resultierenden stark unterschiedlichen Eigenschaften in den drei Raumrich-
tungen. Anstelle analytischer Mischungsregeln wird oft auf eine Hilfskonstruktion zu-
rückgegriffen, bei der man eine Gewebelage in zwei oder vier analytisch berechen-
bare UD-Lagen zerlegt. Diese Einzellagen werden dann mit Hilfe der klassischen 
Laminattheorie zu einer Gewebeschicht zusammengesetzt. An die Gewebestruktur 
(Atlas-, Köper- oder Leinwandbindung) angepasste Knock-Down-Faktoren ermögli-
chen die Berücksichtigung der durch Ondulation verringerten Steifigkeit des Gewe-
bes. 
Eine Alternative stellt die Kombination aus semi-empirischen Gleichungen und 
der Vorgehensweise von Akkerman [184] für quasi-isotrope Laminate dar. Akkerman 
[184] entwickelt, basierend auf den Eigenschaften von UD-Schichten, eine analyti-
sche Vorgehensweise zur Bestimmung der Ingenieurskonstanten von quasi-
isotropen Laminaten aus 0°-, 90°-, +45°- und -45°-UD-Schichten. Diese Gleichungen 
können nicht einfach auf Gewebeschichten übertragen werden, da diese eine gerin-
gere Schubsteifigkeit als quasi-isotrope Laminate aufweisen (keine +45°- und -45°-
Faserorientierung). Allerdings ist aufgrund der Webstruktur die Schubsteifigkeit höher 
als bei der einfachen Kombination von UD-Schichten mit 0°- und 90°-
Faserorientierung. Weiterhin ist aufgrund der Faserondulation die Steifigkeit in 1- und 
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2-Richtung bei Gewebeschichten deutlich niedriger als bei kombinierten UD-
Schichten, während die dritte Richtung an Steifigkeit gewinnt. Zur Abbildung dieser 
Besonderheiten werden die Gleichungen von Akkermann modifiziert und mit den in 
der Statik üblichen Knock-Down-Faktoren (   ) angepasst. Ausgangsbasis für die 
meisten Berechnungen sind die zuvor errechneten Eigenschaften der UD-
Einzelschicht, die mit Hilfe der analytischen Mischungsregeln von Chamis [182] ge-
neriert werden. Die so gewonnenen Gleichungen lassen sich mit einfachen Mitteln in 
ein benutzerdefiniertes Materialmodell implementieren. 
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8.2 Test-Matrix der Faltenbildungsversuche 
Die folgenden Tabellen geben eine Übersicht über die im Rahmen der experi-
mentellen Charakterisierung der Faltenbildung angefertigten Proben. 
 







M1-cL1p-I-xx 4,24 mm parallel keine 3 
M1-cL1p-S-xx 4,24 mm parallel keine 3 
M1-cL2p-I-xx 8,48 mm parallel keine 3 
M1-cL2p-S-xx 8,48 mm parallel keine 4 
M1-cL3p-I-xx 12,72 mm parallel keine 2 
M1-cL3p-S-xx 12,72 mm parallel keine 3 
M1-cL2v-I-oL 8,48 mm vertikal Fertigung ohne Druckstücke 1 
M1-cL2v-S-00 8,48 mm vertikal Vorkompaktieren ohne Druckstücke 1 
M2-cL1p-I-xx 4,24 mm parallel keine 2 
M2-cL1v-I-xx 4,24 mm vertikal keine 2 
M2-cL1p-S-xx 4,24 mm parallel keine 2 
M2-cL1v-S-xx 4,24 mm vertikal keine 2 
M2-cL2p-I-xx 8,48 mm parallel keine 2 
M2-cL2v-I-xx 8,48 mm vertikal keine 2 
M2-cL2p-S-xx 8,48 mm parallel keine 3 
M2-cL2v-S-xx 8,48 mm vertikal keine 1 
M2-cL3p-I-xx 12,72 mm parallel keine 3 
M2-cL3v-I-xx 12,72 mm vertikal keine 1 
M2-cL3p-S-xx 12,72 mm parallel keine 3 
M2-cL3v-S-xx 12,72 mm vertikal keine 1 
M2-cL4v-I-01 4,25 mm vertikal keine 1 
M2-cL4*v-I-01 8,50 mm vertikal keine 1 
M2-cL5v-I-01 4,25 mm vertikal keine 1 
M2-cL5*v-I-01 8,50 mm vertikal keine 1 
M2-cL2v-I-06 8,48 mm vertikal Kein AKL-Druck 1 
M2-cL2v-S-06 8,48 mm vertikal Kein AKL-Druck 1 
M2-cL3v-S-06 12,72 mm vertikal Kein AKL-Druck 1 
M2-cL2p-S-kurz 8,48 mm parallel kurzer Flansch 1 
M2-cL2p-S-split 8,48 mm parallel Lagentrennungen (split) 1 
M2-oL2p-S-xx 8,48 mm parallel keine 4 
M2-oL3p-S-xx 12,72 mm parallel keine 3 
M2-oL2p-S-kurz 8,48 mm parallel kurzer Flansch 1 









8.3 Verifikation der thermischen Simulation 
 











































































Simulationsvariante Tooling: S02 























Simulationsvariante Tooling: S02 
















Simulationsvariante Tooling: S02 
Simulationsvariante Dummy-BT: V03 
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Tabelle 8-4: Übersicht über die Ergebnisse der Simulationsverifikation 











1 2 Einzeln 16 1,6°C 4,9°C 6,4°C 
2 2 Einzeln 16 1,1°C 2,7°C 4,3°C 
3 3 
Vorderer Tisch 
Mittig auf Tisch 
Hinter großem FEMI 
9 1,3°C 3,8°C 6,4°C 
4 3 
Hinterer Tisch 
Mittig auf Tisch 
Hinter großem FEMI 





19 1,5°C 5,0°C 9,3°C 
6 6 
Zentral 
Hohes Ende vorne 
16 1,9°C 3,0°C 9,3°C 
7 6 
Zentral 
Flaches Ende vorne 




Flaches Ende vorne 




Hohes Ende vorne 






11 3,1°C 7,6°C 10,6°C 
Zusammenfassung: 155 3,4°C 9,4°C 14,8°C 
Grenzwerte 
Zulässiger Fehler, wenn ein aus-
reichend gutes Fertigungsergeb-
nis erzielt werden soll 






Tabelle 8-2 und Tabelle 8-3 zeigen die verschiedenen zur Verifikation der ther-
mischen Simulation verwendeten FEMI, die dabei angefertigten Bauteile sowie die 
entsprechende Simulationsvariante nach Abb. 5-6. Tabelle 8-4 fügt dem noch die 
verschiedenen Beladungszustände und die Anzahl der für den Vergleich zwischen 
Simulation und Experiment verwendeten Thermoelemente hinzu. Auf eine detaillierte 
Darstellung aller Beispiele wird hier aus Platzgründen verzichtet. Stattdessen werden 
im Folgenden die Ziele zusammengefasst, die im Rahmen dieser Verifikationsstudie 
verfolgt wurden und wie diese erreicht wurden. 
 
 Anwendbarkeit der Simulation in verschiedenen Autoklaven nachweisen 
- Vier verschiedene Autoklaven wurden verwendet. Keine Simulation 
zeigt auffällige Abweichungen. 
 
 Veränderung der Strömungsgeschwindigkeit durch Druckanstieg in eini-
gen Autoklaven (vgl. Kapitel 5.1.1) durch Dreiteilung der Referenzkurve 
ausreichend genau erfassbar 
- AKL3 zeigt deutlichen Abfall der Strömungsgeschwindigkeit. 
- Drei Beispiele aus AKL 3 zeigen gute Übereinstimmung mit den Expe-
rimenten. Beispiel 4 im AKL 3 zeigt sogar den niedrigsten maximalen 
Fehler aller Simulationen.  
 
 Erfassung verschiedener FEMI Typen/Geometrien 
- Beispiel 1 und 2 stellen das klassische Tooling aus Grundplatte und 
aufgesetztem Formkörper (inkl. Thermoskanne) dar (vgl. Abb. 5-5). 
- Beispiele 3 und 4 sind sehr offene FEMI für die Fertigung von ebenen 
Platten. Besonderheit hier ist der offen gehaltene Hinterbau, der eine 
bessere Umströmung der Platte erlaubt. 
- Beispiel 5 ist das FTT. 
- Beispiel 6 und 7 sind ein klassisches FEMI zur Produktion von Helikop-
ter- oder Flugzeugaußenschalen. Der Hinterbau ist eine Rippenstruktur, 
wie sie häufig bei großen, flächigen FEMI zum Einsatz kommt. 
- Beispiel 8 und 9 stellen das strömungstechnisch komplexeste Autoklav-
Tooling bei Airbus Helicopters dar. Die kreisrunde „Felge“ in Kombina-
tion mit der vertikalen FEMI-Struktur bilden je nach Anströmrichtung ei-
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nen äußert schwer zu charakterisierenden Strömungskanal. Dieser 
konnte bei beiden Ausrichtungen mit nur einer zusätzlichen HTC Mes-
sung zur Erweiterung des Randbedingungskatalogs erfasst werden.  
- Beispiel 10 ist ein FEMI für einen großen Hubschrauberlängsträger mit 
Rippenhinterbau und aufgesetzten Formkernen mit Thermoskannen. 
 
 Erfassung der Anströmrichtungsänderung 
- Beispiel 6 und 7, sowie 8 und 9 nutzen jeweils das gleiche Tooling mit 
geänderter Anströmrichtung. 
 
 Vereinfachung der Thermoskannen als adiabat ist ausreichend 
- Beispiele 1 - 4, sowie 8, 9 und 10 weisen Thermoskannen unterschied-
licher Größe auf. Diese wurden mit Hilfe des adiabaten Ansatzes simu-
liert und zeigen gute Genauigkeit.  
 
 Windschatten durch andere FEMI kann abgebildet werden 
- In Beispiel 3 und 4 wurde das kleinere Platten-FEMI im Windschatten 
eines deutlich größeren Spant-FEMI platziert. 
 
 Isolationswirkung von Sandwichstrukturen kann abgebildet werden 
- Die Beispiele 6 – 10 enthalten Sandwichplatten, die zur Berücksichti-
gung der zusätzlichen Isolationswirkung in Messung und Simulation 
eingebracht wurden. Die Simulation zeigt auch für diese Beispiele gute 
Übereinstimmung. 
 
 Heißeste und kälteste Stelle am FEMI können zweifelsfrei identifiziert 
werden 
- Für alle Beispiele wurde ein Vergleich der heißesten und kältesten Stel-
len zwischen Experiment und Simulation durchgeführt. Die Simulation 
konnte alle identifizierten Stellen korrekt nachbilden.  
 
Anhand der hier gezeigten Beispiele lässt sich schlussfolgern, dass der im Rahmen 
dieser Arbeit entwickelte Ansatz zur Beurteilung der im Autoklav herrschenden Wär-
meübergangskoeffizienten ausreichende Genauigkeit für die thermische FEMI Simu-
lation liefert.  
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8.4 Verifikation Kompaktiersimulation 
Im Folgenden werden Experimente und Simulationen zur Kalibrierung und Veri-
fikation der Kompaktiersimulation dargestellt und verglichen. Die benötigte Vorge-
hensweise ist in Abb. 8-2 dargestellt. 
 
 
Abb. 8-2: Vorgehensweise zur Kalibrierung der Kompaktiersimulation 
 
Die Verpressung von ebenen Platten auf einem Aluminium FEMI ist neben den 
in Kapitel 3.5 aufgeführten Eigenschaften auch von der Längssteifigkeit des Faser-
bettes abhängig. Die Reibung zwischen Aluminium FEMI und Laminat behindert teil-
weise die freie Querkontraktion des Faserbettes, was einen direkten Einfluss auf das 
Verpressungsverhalten hat. Die Schubsteifigkeit des Faserbettes dagegen spielt bei 
einer ebenen Platte mit offenem FEMI eine untergeordnete Rolle. Lediglich an den 
Laminaträndern kommt es zur Schubverformung, die benötigt wird, um die Randef-
fekte bei der Verpressung korrekt abzubilden. Noch stärker zeigt sich der Einfluss 
der Längssteifigkeit und der Randeffekte beim Einsatz geschlossener FEMI. Zur Er-
weiterung der Kalibrierung wird daher auch ein geschlossenes Tooling simuliert, in-
dem 2,5 mm dicke Aluminiumplatten auf die Oberseite der Laminatplatten aufge-
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Kalibrierung Längssteifigkeit
























































Platten mit verschiedenen Abmessungen und verschiedenen Laminataufbauten si-
muliert (Tabelle 8-5). 
 
Tabelle 8-5: Kalibrierung und Verifikation der Kompaktiersimulation (Platten) 
Nr. Probentyp Zyklus FEMI Verwendung 
P1 
[0/90°6]S 











































































[45/135°, 0/90°, 45/135°, 0°4, 
45/135°, 0°2, 45/135°, 0°2, 
45/135°, 0/90°, 45/135°]S 







[0/90°8]S mit [0/90°8, 0°3]S 







[0/90°7]S mit [0/90°6, 0°6, 0/90°]S 







Die Kalibrierung der Schubsteifigkeit des Laminates erfolgt mit Hilfe von kleinen 
C-Profilen, die auf einem Aluminium FEMI produziert werden. Wie bereits bei Hubert 
[41], Hubert & Poursartip [3, 174], Sun et al. [16] und Li et al. [175] gezeigt wurde, 
hängt die Verpressung eines Radius stark von der Schubsteifigkeit des Faserbettes 
bzw. der FE-Elemente ab. Allerdings simulierten diese Wissenschaftler die Verpres-
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sung ohne Relativverschiebungen der Laminatlagen zueinander. Da bei der hier 
verwendeten Kompaktiersimulation die interlaminare Reibung eingebracht wird, 
muss auch deren Einfluss bei der Kalibrierung der Schubsteifigkeit berücksichtigt 
werden. Die Reibwerte wurden gemessen und dann leicht vereinfacht in die Simula-
tion eingebracht. Daher kann davon ausgegangen werden, dass diese Werte keiner 
zusätzlichen Kalibrierung mehr bedürfen. Allerdings ist die Kalibrierung des Schub-
moduls direkt von der Anzahl der verwendeten interlaminaren Reibkontakte abhän-
gig. Wird keine interlaminare Reibung eingebracht, muss die Schubsteifigkeit der 
Elemente sehr niedrig sein, da die in der Realität stattfindende Relativverschiebung 
zwischen den Laminatlagen mit Hilfe der Schubverformung der Elemente erfasst 
werden muss. Wird jedoch die interlaminare Reibung alle vier oder gar alle zwei La-
gen eingebracht, kann eine höhere, realistischere Schubsteifigkeit in der Simulation 
verwendet werden, da die in der Realität auftretende Relativverschiebung auch als 
solche simuliert wird und nicht durch eine Schubverformung der Elemente erfasst 
werden muss. 
 
Tabelle 8-6: Kalibrierung und Verifikation der Kompaktiersimulation (C-Profile) 
Nr. Probentyp Zyklus FEMI Verwendung 
C1 
[0/90°6]S 






Schubsteifigkeit & shear limit 
C2 
[0°8]S 






Schubsteifigkeit & shear limit 
C3 
[0/90°6]S 







Beim Vergleich von Simulation und Experiment ist der Umstand zu beachten, 
dass die Simulation bei Erreichen des Gelpunktes endet, während die Proben voll-
ständig aushärten und auf RT abkühlen. Das bedeutet, dass chemischer und thermi-
scher Schrumpf die Wandstärke der Proben im Vergleich zur Simulation verändern. 
Diese Veränderung kann näherungsweise analytisch bestimmt werden. 
 
            ̅̅ ̅̅ ̅̅            
{ 8-25 } 
          ̅̅̅̅            
{ 8-26 } 
                           
{ 8-27 } 
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         stellt in diesem Fall die maximale Abweichung zwischen Simulations-
ergebnis beim Erreichen des Gelpunktes und einer voll ausgehärteten experimentell 
gefertigten Platte dar. Zur Sicherstellung einer konservativen Berechnung werden 
jeweils die maximalen Werte für den thermischen Ausdehnungskoeffizienten und 
chemischen Schrumpfungskoeffizienten im Bereich       angesetzt. Für eine Pro-
bendicke von 8,5 mm (größte in den Versuchen verwendete Wandstärke) ergibt sich 
eine maximale Abweichung zwischen Simulation und Experimenten von 0,1 mm (1,2 
%). Der Fehler von 1,2 % wird an dieser Stelle akzeptiert, um einen schnelleren Ver-
gleich zwischen Simulation und Experiment durchführen und weitere Fehlerquellen 
aus einem nachgeschalteten mechanischen Modul erst einmal ausschließen zu kön-
nen.  
Ebene Platten 
Die vier ebenen Platten zur Kalibrierung der Längssteifigkeit (Nr. 1 bis 4) wer-
den gemeinsam auf einem einfachen ebenen Aluminium FEMI gefertigt (siehe auch 
Beispiel Nr. 4 in Tabelle 8-2). Für jeweils eine Gewebe- und eine UD-Platte wird der 
Standardvakuumaufbau (Nr. 1 und 3) verwendet, während die anderen beiden Plat-
ten eine 2,5 mm dicke Aluminiumplatte als obere Vorrichtungshälfte erhalten (Nr. 2 
und 4). Die Proben werden zur Auswertung in vier Teile zerschnitten (siehe Abb. 
8-3). Somit lässt sich der Verlauf der Wandstärke durch die Probe ermitteln und die 
Überpressung an den Rändern im Vergleich zum Zentrum der Platte bestimmen. Bil-
det die Simulation diese Randeffekte korrekt ab, sind Längs- und Schubsteifigkeit 
richtig kalibriert, wobei die Längssteifigkeit bei ebenen Platten eine übergeordnete 
Rolle spielt, wie Sensitivitätsstudien mit Hilfe der Simulation aufgezeigt haben.  
Die thermische Simulation des Experiments wird mit dem in Kapitel 5.1 vorge-
stellten Verfahren durchgeführt und mit Hilfe einiger Thermoelemente an der Vorrich-
tung auf ihre Korrektheit überprüft (siehe Beispiel Nr. 4 in Tabelle 8-2). Anschließend 
wird eine Kompaktiersimulation nach dem in Kapitel 5.2 beschriebenen Verfahren 
aufgesetzt. Der Modelaufbau orientiert sich dabei an Kapitel 5.2.5. Es wird keine in-
terlaminare Reibung berücksichtigt, da die Platten nur 200 x 200 mm groß und damit 
die thermische Ausdehnung des FEMI nur geringe Spannungen und Verzerrungen in 
die unterste Laminatlage einbringt. Somit sind auch die Relativverschiebungen zwi-
schen den Laminatlagen sehr gering und können in erster Näherung vernachlässigt 
werden. Die TPI hingegen wird mit Hilfe eines Kontakts zwischen Laminat und FEMI 
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berücksichtigt, um den Einfluss der Längssteifigkeit des Laminates auf das Verpres-
sungsergebnis korrekt zu erfassen. Abb. 8-3 zeigt beispielhaft die Abweichungen 
zwischen Simulation und Experiment für Probe P1. 
 
 
Abb. 8-3: Auswertung der Probe P1 zur Kalibrierung der Längssteifigkeit 
 
Alle weiteren Proben wurden auf die gleiche Art und Weise ausgewertet und in 
einem mittleren und einem maximalen Fehler zusammengefasst. Das bei der thermi-
schen Simulation benutzte 95 % confidence interval wird hier nicht angewendet, da 
nur eine geringe Anzahl an Werten vorliegt und es auch keinen zeitlichen Verlauf der 
Werte gibt, den es bei der Fehlerberechnung zu berücksichtigen gilt.  
Tabelle 8-7 zeigt, dass der Simulationsfehler für die simulierten ebenen Platten 
größtenteils unter 10 % aber immer unter 0,4 mm liegt. 10 % ergibt sich als relative 
Fehlergrenze, da eine nicht-lineare Simulation von Faserverbundbauteilen mit weni-
ger als 10 % Fehler als sehr gute Simulation angesehen werden kann [185]. Die 0,4 
mm als absoluten Fehler ergeben sich aufgrund der Montageanforderungen bei 
Hubschrauberbauteilen. Bei einer Dickenabweichung von mehr als 0,4 mm muss 
zwischen zwei miteinander zu montierenden Bauteilen ein Spaltkleber eingesetzt 
werden [120]. Bei den Proben mit mehr als 10 % Fehler ist die Hauptfehlerquelle das 
geschlossene FEMI. Die mit Hilfe der Aluminiumplatten simulierten geschlossenen 
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FEMI erzeugen durch die geringe Steifigkeit der Aluminiumplatten eine starke Über-
pressung an den Rändern, die die Simulation nicht ohne Weiteres abbilden kann. 
Hier muss besonders die Schubsteifigkeit angepasst werden. Daher sind mehrere 
Schleifen zwischen ebenen Platten und kleinen C-Profilen nötig (vgl. Abb. 8-2). Ein 
so starker Randeffekt ist jedoch bei Serien-FEMI nicht zu erwarten, da dort die FEMI-
Steifigkeit so angepasst wird, dass solche Randeffekte nicht auftreten können. 
 
Tabelle 8-7: Simulationsfehler bei der Wandstärke für Proben Nr. 1 bis 12 (absoluter Fehler) 






























































Tabelle 8-8: Simulationsfehler beim Faservolumengehalt - Proben Nr. P1 bis P12 (absoluter Fehler) 
































































Auch der Faservolumengehalt der Platten wurde ermittelt und mit der Simulati-
on verglichen. Für die Proben Nr. P1 bis P4 wurde er experimentell bestimmt. Für 
alle weiteren Proben wurde eine theoretische Berechnung anhand der Faserdichte, 
des Flächengewichts und der lokalen Bauteildicke durchgeführt. Tabelle 8-8 zeigt die 
Genauigkeit der Simulation bei der Vorhersage des Faservolumengehalts. In Rah-
men der Fertigung sind Abweichungen von bis zu 2 %-Punkten (0,02) zulässig. Kei-
ne der Simulationen überschreitet diesen Grenzwert. 
Alle in Tabelle 8-7 und Tabelle 8-8 gezeigten Proben wurden ohne interlamina-
re Reibung, aber mit TPI simuliert. Eine Besonderheit stellen die Proben Nr. P11 und 
P12 dar. Hier wurde ein sogenannter crash-strip aus UD-Lagen in die Gewebe-Platte 
eingebaut. Die Simulation dieser Platten erfolgte einmal mit und einmal ohne interla-
minare Reibung. Der Unterschied zwischen den beiden Simulationen ist marginal 
(vgl. Abb. 8-4).  
 
 
Abb. 8-4: Auswertung der Proben Nr. P11 und Nr. P12 zur Verifikation der Kompaktiersimulation 
 
Die Proben wurden darüber hinaus tiefergehend ausgewertet, um herauszufin-
den, wie gut die Kombination aus UD- und Gewebelagen abgebildet werden kann. 
Abb. 8-5 zeigt die hohe Genauigkeit beim Erfassen der Gewebelagen, aber einen 
unerwartet hohen relativen Fehler bei den UD-Lagen, der einerseits aus dem gerin-
gen Absolutwert herrührt, aber auch aus dem Fakt, dass die Unterschiede in der 
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Abb. 8-5: Detaillierte Auswertung von Probe Nr. P11 anhand von Schliffbildern 
 
Kleine C-Profile 
Die kleinen C-Profile wurden zum Kalibrieren der Schubsteifigkeit des Faserbet-
tes benutzt. Der Modellaufbau folgt auch hier den in Kapitel 5.2.5 und 5.2.6 aufge-
zeigten Verfahrensweisen. Aufgrund der kleinen Radien des gewählten C-Profils wird 
bei dieser Simulation die interlaminare Reibung eingebracht. Da eine Kontaktsimula-
tion nach jeder Laminatlage eine schlechte Konvergenz und extrem hohe Rechenzei-
ten aufweist, wird stattdessen nur alle zwei Lagen ein interlaminarer Reibkontakt ein-
gefügt. Da die Anzahl der eingebrachten Kontakte einen direkten Einfluss darauf hat, 
wie viel Schubverformung durch die Elemente und wie viel durch Relativverschie-
bungen zwischen den Laminatlagen abgebaut wird, ist die Kalibrierung der 
Schubsteifigkeit direkt mit der Modellierungsstrategie verknüpft. Sollen später weni-





























Reibung nur nach jeder vierten Laminatlage, muss die Schubsteifigkeit für diese ver-
änderte Modellierungsstrategie angepasst werden. Dieses Vorgehen kann als einer 
der Nachteile des hier verwendeten phänomenologischen Ansatzes gesehen wer-
den. Weitere Details hierzu finden sich im Abschnitt „Sensitivitätsanalysen zur Kom-
paktiersimulation“. 
 
Tabelle 8-9: Simulationsfehler für Proben Nr. C1 bis C3 (links: Wandstärke, rechts:   ) 
































Tabelle 8-9 zeigt die Übersicht der Abweichungen zwischen Experiment und 
Simulation. Trotz des kleinen Radius von 6,5 mm und einer Lagenanzahl von zwölf 
bzw. sechzehn zeigen die Simulationen unter Berücksichtigung der interlaminaren 
Reibung sehr gute Ergebnisse. Wie zu erwarten war, zeigt Probe Nr. C3 ein etwas 
schlechteres Ergebnis. Diese Probe wurde nur mit 3 bar Absolutdruck prozessiert. 
Die Kalibrierungen der Simulation wurden aber für den gängigeren 5 bar Auto-
klavzyklus durchgeführt. Bereits Abb. 5-16 zeigt, dass die mit dem 5 bar Zyklus kalib-
rierte Permeabilität zu geringfügigen Abweichungen beim 3 bar Zyklus führt. Trotz-
dem zeigt die Simulation auch beim 3 bar Zyklus sehr gute Ergebnisse, weshalb auf 
eine Nachjustierung verzichtet werden kann. 
Bei detaillierterer Betrachtung der C-Profile ist zu erkennen, dass die Verpres-
sung besonders im Übergang von den Radien in die ebenen Bereiche behindert wird 
(vgl. Abb. 8-6). Um dies zu kompensieren, wird die Kalibrierung so angepasst, dass 
die ebenen Bereiche des C-Profils etwas überpresst werden, während die Radien 




Abb. 8-6: Detaillierte Wanddickenauswertung der kleinen C-Profile  
(Farbdarstellung: Verteilung des Faservolumengehalts) 
 
8.5 Sensitivitätsanalysen zur Kompaktiersimulation 
Shear Limit 
Wie sich bei den ersten Test-Simulationen des Kompaktiermoduls herausge-
stellt hat, beeinflusst die interlaminare Reibung das Verpressungsverhalten. Ein 
leichteres Verschieben der Lagen zueinander oder ein geringer Widerstand gegen 
Schubverformung im Allgemeinen begünstigt die Verpressung. Daher lässt sich 
durch die Veränderung des shear limit auch die Genauigkeit der Kompaktiersimulati-
on beeinflussen. Wie bereits im Hauptteil der Arbeit dargestellt (vgl. Kapitel 5.2.6), 
wurde das shear limit anhand der Reibungscharakterisierung bestimmt. Die hier ge-
zeigt Sensitivitätsanalyse dient lediglich dazu, ein Gefühl dafür zu entwickeln, wie 
stark sich die interlaminare Reibinteraktion auf das Verpressungsverhalten auswirkt. 
Getestet wurde das shear limit an einem kleinen C-Profil, wie es auch bei der Kalib-










































Das C-Profil weist 12 Lagen auf und wurde mit Hilfe eines offenen FEMI gefertigt. 
Variiert wurde nur das interlaminare shear limit, das shear limit der TPI blieb unver-
ändert auf dem experimentell ermittelten Wert. 
 














0,3 MPa 1,4 % 2,4 % 1,1 % 2,7 % 
0,7 MPa 1,3 % 1,7 % 3,5 % 4,8 % 
1,0 MPa 1,3 % 2,0 % 3,6 % 4,9 % 
2,0 MPa 1,6 % 3,1 % 4,1 % 5,6 % 
Kein shear limit 1,9 % 3,5 % 4,3 % 6,0 % 
 
Tabelle 8-10 zeigt die prozentualen Abweichungen zwischen Simulation und 
Experiment für Wandstärke und Faservolumengehalt. Es ist erkennbar, dass bei den 
beiden niedrigsten shear limits vergleichsweise kleine Abweichungen auftreten und 
diese mit steigendem shear limit zunehmen. „Kein shear limit“ bedeutet in diesem 
Fall, dass die Reibkraft proportional zur Normalkraft zunimmt und nicht durch ein 
shear limit begrenzt wird. Die beiden niedrigsten shear limits entsprechen den expe-
rimentell ermittelten Werten für die erste Heiz- und Haltephase (0,3 MPa) bzw. für die 
zweite Heiz- und Haltephase (0,7 MPa), wo bereits Durchtränkung und ein Teil der 
Verpressung stattgefunden haben. 
Die Sensitivität der Simulation bzgl. des shear limits führt zu einem weiteren 
Phänomen, dass hier betrachtet werden muss. Im Fall dieser Sensitivitätsstudie wur-
de nach jeder zweiten Laminatlage ein interlaminarer Reibkontakt eingeführt. Um 
größere Simulationen weniger rechenzeitintensiv gestalten zu können, soll es mög-
lich sein, interlaminare Reibkontakte nur nach jeder vierten oder fünften Lage einzu-
bringen und damit aber die gleiche Genauigkeit erzielen zu können. Reduziert man 
die Anzahl der verwendeten Reibkontakte, muss ein Teil der in Realität als Relativ-
verschiebung zwischen den Lagen auftretende Verformung als Elementverformung 
aufgenommen werden, um das gleiche Verpressungsverhalten zu simulieren. Da 
größere Schubverformungen in den Elementen aber auch zu größeren, in diesem 
Fall nicht realistischen Schubspannungen führen, müssen ggf. die Materialparameter 
angepasst werden, um trotz der verringerten Anzahl an Reibkontakten und der grö-
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ßeren Elementverformung das gleiche Spannungsbild in den Elementen wiederzu-
finden wie bei einer Simulation mit voller Anzahl an Reibkontakten. 
 
Anzahl der interlaminaren Reibkontakte 
Eine Anpassung des Schubmoduls und der hourglassing stiffness wird nötig, 
wenn weniger interlaminare Reibkontakte verwendet werden und daher mehr der 
eigentlichen Relativverschiebung zwischen den Laminatlagen durch Elementverfor-
mung dargestellt werden muss. Zur Untersuchung dieses Phänomens wird das OTT 
mit einem 16 Laminatlagen Omega-Profil verwendet. Tabelle 8-11 zeigt den Ver-
gleich von Simulationen mit Wandstärkenmessungen für verschieden häufige, inter-
laminare Reibkontakte, wobei zusätzlich zwischen Simulation mit und ohne ange-
passter Schubsteifigkeit und hourglassing stiffness unterschieden wird. Wie bereits 
zuvor beschrieben, muss bei der Reduktion der interlaminaren Kontakte mehr Ver-
formung durch die Elemente aufgenommen werden. Um dabei ähnliche Spannungs-
zustände wie bei einer Simulation mit vielen Reibkontakten zu gewährleisten, müs-
sen die Schubspannung und die hourglassing stiffness angepasst werden. Beide 
Steifigkeiten werden reduziert, wenn die Anzahl der Reibkontakte abnimmt, um bei 
gleichbleibender Elementspannung eine größere Verformung zu gewährleisten. Die 
Original-Schubsteifigkeit wurde mit Hilfe der Mischungsregeln für Gewebematerialien 
berechnet. Die Ausgangsbasis für die hourglassing stiffness stammt aus sehr detail-
lierten Simulationen der kleinen C-Profile mit zwei Elementen pro Laminatlage und 
einem Reibkontakt zwischen jeder einzelnen Lage. Diese Modellierung ist jedoch für 
die weitere Verwendung auf Bauteillevel ungeeignet, da sie extrem hohe Rechenzei-
ten aufweist. Daher wurde entschieden, den höchsten Detailgrad bei einem Element 
pro Lagenstärke und Reibkontakten alle zwei Laminatlagen festzusetzen. Tabelle 
8-11 zeigt, dass bereits für diese Modellierungsanpassung leichte Änderungen bei 
der Schubsteifigkeit und der hourglassing stiffness die Abweichungen zwischen Ex-








Tabelle 8-11: Vergleich der Simulationsabweichungen bei unterschiedlicher Anzahl von interlaminaren 
Reibkontakten („ohne Anpassung“ bedeutet, dass hourglassing stiffness und Schubsteifigkeit dem 


























Hoch [90 %] 
Passend zu 
Reibkontakten 
alle 2 Lagen 
3,6 % 7,4 % 3,4 % 6,9 % 
Mittel [45 %] 
Passend zu 
Reibkontakten 
alle 4-6 Lagen 
3,1 % 5,3 % 2,0 % 4,8 % 
Niedrig [20 %] 
Passend zu 
Reibkontakten 
alle 8-12 Lagen 
4,6 % 8,3 % 2,1 % 3,3 % 
 
Aspect Ratio 
Um den Einfluss des Aspect Ratio auf die Genauigkeit der Wandstärken- und 
Faservolumengehaltvorhersage zu untersuchen, wurde das OTT mit einem 16 Lagen 
Omega-Profil verwendet. Nach jeweils vier Laminatlagen wurden interlaminare Reib-
kontakte eingebracht und die entsprechenden Schubsteifigkeiten und die dazu pas-
sende hourglassing stiffness eingestellt. 
 














7,5 3,1 % 5,3 % 2,2 % 3,4 % 
15 3,0 % 5,8 % 2,2 % 3,3 % 
30 3,0 % 5,9 % 2,0 % 3,9 % 
 
Tabelle 8-12 zeigt, dass AR nur einen geringen Einfluss auf die Simulationsgüte 
hat. Der mittlere Fehler bleibt fast unberührt von der Steigerung des AR, während der 
maximale leicht zunimmt. Dies liegt darin begründet, dass bei größerem AR Randef-
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fekte nicht mehr so gut abgebildet werden können und dadurch an den Rändern der 
Proben der Fehler ansteigt, während besonders die ebenen Bereiche von der Verän-
derung des AR völlig unberührt bleiben. Dennoch wurde für alle im Rahmen dieser 
Arbeit durchgeführten Simulationen ein AR von 15 als obere Grenze festgelegt. Auch 
wenn das AR keinen signifikanten Einfluss auf die Simulation der Verpressung hat, 
wirkt es sich dennoch auf die Güte der Spannungsvorhersage aus. Hier ist aus der 
Statik bekannt, dass ein AR < 5 optimal und ein AR < 10 durchaus akzeptabel ist. 
Um dennoch auch bei großen Bauteilen (bis zu 50 Lagen) eine adäquate Rechenzeit 
zu erzielen, wird ein AR von 15 akzeptiert und ebenso die geringfügig reduzierte Ge-
nauigkeit in der Spannungsvorhersage. 
 
Querkontraktionszahl 
Veränderungen der Querkontraktionszahlen zeigen nur minimale Auswirkung 
auf die Verpressungssimulation. Wandstärke und Faservolumengehalt werden kaum 
durch die Querkontraktionszahl beeinträchtigt. Abweichungen von deutlich weniger 
als 1 % in der Wandstärke und dem Faservolumengehalt wurden für eine Änderung 
von     zwischen 0,05 und 0,45 festgestellt. Daher wurden für die Simulation die bei 
der statischen Nachweisführung von ausgehärteten Bauteilen verwendeten Querkon-
traktionszahlen eingesetzt und die nicht experimentell bestimmbaren Schub- und 
Längssteifigkeiten des trockenen Fasergewebes mit Hilfe von Coupon-Proben und 
entsprechenden Simulationen kalibriert. Anhaltspunkt für die Startwerte der Kalibrie-
rung lieferten dabei die mit Hilfe der in Kapitel 8.1.3 gegebenen Mischungsregeln 
berechneten Lagenkennwerte bei flüssigem Harz. Der Kalibrierprozess ist in den Ka-
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